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Avec l’évolution vers l’avion plus électrique, de nouvelles technologies voient le jour. C’est 
le cas, par exemple du remplacement des actionneurs hydroélectriques ou pneumatiques par des 
actionneurs purement électriques. L’énergie électrique présente aujourd’hui une meilleure 
option dans les applications aéronautiques comparée aux autres vecteurs d’énergie que sont 
l’énergie hydraulique et l’énergie pneumatique grâce à ses nombreux avantages : une fiabilité 
accrue, une maintenance plus facile et plus rapide, un meilleur rendement mais également un 
gain de masse embarquée dans les avions. L’autre avantage de l’énergie électrique est la 
variabilité des sources primaires parmi lesquelles certaines sont renouvelables. Le stockage 
reste évidemment un enjeu majeur, singulièrement en aéronautique où la masse embarquée est 
critique. L’hydrogène constitue un vecteur énergétique en très fort développement, « dual » à 
l’électricité et peut représenter une solution au stockage, l’énergie électrique finale étant 
produite par pile à combustible (source d’énergie ne consommant que de l’oxygène et de 
l’hydrogène gazeux). Ces sources d’énergie dites propres participent de manière essentielle à 
la réduction de l’empreinte écologique des avions grâce la réduction de l’utilisation de 
carburant.  
Les réseaux électriques HVDC (High Voltage Direct Current) coexistent déjà avec les 
technologies HVAC utilisées actuellement dans la distribution électrique aéronautique. La 
tendance est maintenant au remplacement progressif du HVAC au profit de la technologie 
HVDC, du fait de ses nombreux avantages tels que la puissance transmise qui y est plus 
importante à volume égal ainsi que les pertes qui sont amoindries avec le réseau HVDC [1]. 
Le réseau HVDC présente un avantage important par rapport au HVAC vis-à-vis des décharges 
partielles. Les décharges partielles sont actives dans le réseau HVAC, beaucoup moins sous 
tension DC. Cependant d'autres difficultés peuvent survenir. Sous contrainte AC, le champ 
électrique est contrôlé par la permittivité diélectrique alors que dans le réseau HVDC, il est 
contrôlé par la conductivité électrique. Cette dernière dépend dans la plupart des cas du champ 
électrique et de la température, ce qui rend difficile la prédiction du champ électrique. 
L’augmentation du niveau de puissance pousse les systèmes actuels à leurs limites. Dans le 
futur, les niveaux de tension devraient augmenter substantiellement afin de satisfaire les besoins 
en puissance embarquée. Ces nouvelles contraintes, combinées aux conditions de pression, 





matériaux d'isolation des câbles. Actuellement différents matériaux sont utilisés dans les câbles 
aéronautiques en tant qu'isolants. On peut citer le polyimide (PI) et polytétrafluoroéthylène 
(PTFE) qui présentent d’excellentes propriétés électriques et thermiques et constituent les 
principaux matériaux d’isolation des câbles aéronautiques. Il n’existe pas encore de câbles 
certifiés spécifiquement pour le réseau HVDC dans l’aéronautique contrairement au transport 
HVDC terrestre. Les mêmes câbles utilisés pour le réseau AC servent pour le réseau DC 
aéronautique. Il est donc primordial de comprendre le comportement de ces matériaux face à 
ces contraintes.  
De nombreuses études ont été effectuées dans le domaine du transport terrestre sur les câbles 
HVDC dans lesquels le polyéthylène (PE) est le principal isolant utilisé. La conductivité 
électrique de ce matériau est très dépendante du champ électrique et de la température. De plus 
des études [2], [3] ont montré des phénomènes d’accumulation de charge d’espace dans des 
isolants de câbles HVDC terrestres entrainant un renforcement local du champ électrique au 
sein du matériau. Les mêmes conclusions ont été faites sur des matériaux comme le PI et le 
PTFE [4], [5] dans des applications spatiales et microélectroniques.  
Notre apport concerne l'étude du comportement des matériaux d'isolation de câbles 
aéronautiques sous contrainte continue pour en déduire des distributions de champ électrique 
dans des situations ou des géométries complexes sont mises en œuvre. Le but premier est 
d’étudier les différents matériaux séparément (PI et PTFE) par une caractérisation électrique 
afin de voir une éventuelle dépendance de leur conductivité électrique en champ électrique et 
en température. Cette caractérisation électrique nous permettra d’établir une loi de conductivité 
électrique fonction du champ électrique et de la température qui sera la donnée d’entrée de la 
modélisation macroscopique destinée à prédire la distribution du champ électrique.  
Ce type de modélisation tient compte de manière globale de l’ensemble des mécanismes en jeu 
dans les matériaux lors du transport de charge. Elle sera basée sur la conductivité électrique des 
matériaux en prenant en compte sa dépendance en fonction du champ électrique et de la 
température. On considère un comportement effectif des matériaux sans entrer dans le détail 
des phénomènes d’injection, de piégeage, de dépiégeage ou de recombinaison de charges. On 
ne peut donc pas prédire les phénomènes d’accumulation de charge autres que les effets liés à 





Dans le premier chapitre, l’évolution de l’énergie électrique dans l’aéronautique sera 
présentée avec les différents vecteurs d’énergie, les environnements de fonctionnement 
aéronautiques et contraintes pour les câbles. Les différentes structures de câbles aéronautiques 
(procédés de fabrication et types de câbles aéronautiques) et matériaux isolants de câbles 
aéronautiques seront également abordés. En dernier lieu, nous aborderons les phénomènes 
existants et en jeu dans les isolants de câbles, en illustrant notamment la relation entre 
conductivité et champ électrique, la charge d’espace, la génération et le transport de charge. La 
particularité des matériaux isolants de câbles aéronautiques sera également étudiée. 
Le deuxième chapitre exposera les différentes méthodes expérimentales utilisées pour la 
caractérisation des matériaux partant de la préparation des échantillons à utiliser lors de la 
caractérisation. Les analyses DSC (Differential Scanning Calorimetry) seront présentées pour 
chaque matériau, de même que les protocoles de mesure de courant sur des échantillons à 
géométrie plane. Nous terminerons ce chapitre par la modélisation de la conductivité électrique 
des matériaux en proposant plusieurs modèles empiriques de conductivité électrique. 
Dans le troisième chapitre, la modélisation macroscopique est abordée. Nous commençons 
par présenter l’environnement technique de modélisation avec les différentes physiques et 
modules utilisés et les équations correspondantes. Nous étudierons la résolution numérique des 
modèles développés en proposant différentes géométries sur le modèle câble mais également 
en évaluant l’impact du maillage sur la précision des résultats de simulation. Différentes 
configurations seront proposées pour définir les conditions aux limites dans la modélisation 
thermique du câble avec un modèle câble monoconducteur et un modèle multibrin. 
Le quatrième chapitre abordera les résultats de la modélisation sur géométrie plane et 
cylindrique inspirée à partir de câbles. Un modèle bicouche plan sera présenté et validé en 
confrontant les mesures faites sur des échantillons bicouches plans avec des résultats de 
simulations. La distribution du champ électrique dans le modèle bicouche sera étudiée ainsi que 
la densité et la dynamique de la charge d’interface. 
Dans le modèle de câble, nous partirons d’une configuration simple avec un conducteur 
monobrin pour arriver à une géométrie réaliste du câble. L’effet du champ électrique et de la 
température sur la distribution du champ électrique sera également traité avec l’inversion du 
champ électrique dans le câble. Ce modèle câble sera validé à l’aide de mesures obtenues sur 





seront discutés. Pour finir nous aborderons des cas réels de configurations rencontrées dans 
l’aéronautique comme les câbles monofilaires, bifilaires et trifilaires, de même que le cas de 
câble à proximité d’un plan de masse. L’impact des défauts (cavités d’air) présents dans 













I Etat de l’art 
I.1 Vers l’avion plus électrique  
I.1.1 Vecteurs d’énergies embarquées dans l’avion 
 
L’énergie électrique est de plus en plus utilisée dans l’aéronautique. Son intégration 
n'est pas pour autant récente : un réseau 28 Vdc a été mis en place dans les années 50, 
accompagné du réseau distribué 115 Vac avec le premier avion civil long courrier (La Caravelle 
SE 210). Progressivement, d’autres avions voient le jour et cette évolution est accompagnée par 
de nouvelles architectures et de nouveaux besoins -surtout en énergie embarquée- afin de mieux 
assurer le confort, la sécurité, réduire le coût et l’impact sur l’environnement.  
Il existe actuellement trois vecteurs d’énergie dans les aéronefs. L’énergie hydraulique, 
l’énergie pneumatique et l’énergie électrique. Ces énergies constituent des sources secondaires 
générées à partir du kérosène qui est la source primaire.  
Chacune de ces énergies est utilisée pour des besoins précis dans l’avion. Nous allons voir ce 
qui motive ce changement en énumérant pour chaque vecteur énergétique, les avantages et les 
inconvénients qu’il présente. 
L’énergie hydraulique a été longtemps privilégiée dans les systèmes aéronautiques. Elle est 
obtenue par une pompe entrainée par le réacteur. Cette énergie est principalement utilisée pour 
le freinage et l’actionnement des commandes de vol. L’énergie hydraulique est une solution 
efficace, elle présente un couple important. Cependant les risques de fuite du liquide 
hydraulique sont importants compte tenu des mouvements de l’avion qui peuvent impacter les 
raccords des circuits. Ce liquide hydraulique est corrosif et inflammable, ce qui crée des risques 
de corrosion et d’incendie. Un autre inconvénient est l’interdépendance des circuits 
hydrauliques. 
L’énergie pneumatique est obtenue par prélèvement d’air chaud dans le réacteur, qui est envoyé 
aux circuits pneumatiques de l’avion par l’intermédiaire de vannes. Les circuits pneumatiques 
sont utilisés pour le dégivrage dans le moteur et les ailes, pour le conditionnement d’air et la 
pressurisation de la cabine, pour le démarrage des réacteurs. Dans ce cas les circuits 
pneumatiques sont alimentés par un générateur auxiliaire alimenté par le kérosène (APU). Ce 
dernier aspect (démarrage des réacteurs lors du décollage de l’avion) est un des avantages de 
l’énergie pneumatique. Son inconvénient réside principalement dans les prélèvements d’air au 





niveau du réacteur qui tendent à détériorer son rendement mais également dans les conduits 
d’air encombrants mis en place depuis les réacteurs jusqu'au fuselage. 
L’énergie électrique provient d’un alternateur par entrainement mécanique. Elle est utilisée 
pour alimenter de nombreux équipements : les charges commerciales, les calculateurs, les 
instruments de navigation, les commandes d’actionneurs ainsi que les éclairages. Nombreux 
sont les avantages que présente l’énergie électrique : le coût de maintenance est réduit, il y a un 
gain de masse et une amélioration de la fiabilité. Avec l’arrivée de l’avion plus électrique, ce 
vecteur énergétique prend une place de plus en plus importante, notamment grâce à la 
substitution de certains systèmes hydrauliques et pneumatiques.  
I.1.2 Evolution de l’énergie électrique dans l’aéronautique 
 
A l’instar du domaine naval et automobile, l’aéronautique privilégie de plus en plus l’énergie 
électrique afin d’assurer le fonctionnement de plusieurs systèmes dans l’avion. 
En aéronautique, la puissance électrique embarquée a fortement évolué au fil des années comme 
le montre la figure 1. Cette évolution s’accompagne d'une modification des réseaux de bord 
avec de nouvelles architectures qui voient le jour.  
 
Figure 1. Evolution de la puissance électrique à bord des avions au fil des années [1] 
La puissance consommée dans les années 50, avec la caravelle SE 210, était de l’ordre de 27 
kW, avec une distribution électrique de 28Vdc à bord. Les commandes étaient hydrauliques et 




mécaniques. A cette période, l’utilisation du réseau AC était déjà existante dans les avions 
militaires comme le British V-Bombers avec une utilisation de 4 générateurs AC de 40 kVA 
chacun pour une fréquence de 400 Hz et une tension de 115/200 Vac [1]. 
Dans les années 70, cette puissance monte à 250 kW avec l’A300. La distribution électrique 
évolue pour passer en 115 Vac triphasé à 400 Hz. Cette fréquence est le principal motif de ce 
changement car en augmentant la fréquence, la taille des matériaux magnétiques des machines 
est réduite, ce qui permet d’avoir un gain en masse important.  
Depuis les années 80, avec l’avènement des avions à commande de vol électrique tels que 
l’Airbus A320 d’une puissance de 300 kW, les liaisons mécaniques entre les leviers de 
commande du pilote et les servocommandes n’existent plus. Les actionneurs des commandes 
de vol sont certes à puissance hydraulique mais commandés électriquement. Ce système est 
appelé « Fly by Wire ».  
La cabine des avions a fortement évolué avec plus de confort à bord et de sécurité pour les 
passagers. Quant aux cockpits, la figure 2 montre une réelle modification due à l’utilisation de 
l’énergie électrique. 
  
Figure 2. Cockpit de la caravelle SE 210 (à gauche) et cockpit du A380 (à droite) 
 
L’évolution ne s’arrête pas là. L’avènement du gros porteur A330 est associé à l’évolution vers 
un avion plus électrique avec une puissance de l’ordre de 300 kVA et une architecture 





constituée de trois circuits hydrauliques (H1 à H3) et de deux alternateurs connectés aux 
turbines (Engine + Gen) qui alimentent chacun un busbar AC de 115 Vac – 400 Hz. Les charges 
commerciales ou techniques sont branchées sur ce busbar. Sur chaque réacteur, un IDG 
(Integrated Drive Generator) est couplé et permet une génération normale avec une constance 
de la fréquence sur l’arbre de la machine. Le réseau DC est obtenu à partir du réseau AC 
primaire à l’aide de plusieurs blocs transformateurs-redresseurs (TR). Ce bloc est 
principalement constitué d’un filtre d’entrée, d’un transformateur, de deux ponts de diodes, 
d’une inductance d’interphase et d’un filtre de sortie (figure 3). 
 
Figure 3. Architecture type d'un biréacteur 3H, 3 circuits hydrauliques (H1 à H3) en tirets [2] 
Cette architecture montre également d’autres sources auxiliaires embarquées : batteries, 
génératrice auxiliaire : APU, et générateur électrique de secours : CSM/G (Constant Speed 
Motor/Generator). 
Ce dernier génère du 115V/200 V – 400 Hz à partir d’un circuit hydraulique ou par une éolienne 
située à l'extérieur de l'appareil, RAT (Ram Air Turbine) ; il intervient en cas d’urgence. Dans 
certains cas où il y a une perte totale du moteur, la RAT est obligatoirement utilisée afin 
d’assurer les commandes de vol au détriment du CSM/G. Dans ce cas, les batteries sont utilisées 
(en fonctionnement normal, elles ne sont pas connectées au reste du réseau). Elles sont utilisées 
lors de la mise en tension de l’avion pour le démarrage et dans certains cas d’urgence pendant 
une durée limitée. L’APU est un groupe auxiliaire souvent placé dans la queue de l’avion et 




alimenté au kérosène. Il est utilisé au sol avant le démarrage de l’avion pour assurer la 
génération d’air pour le démarrage des réacteurs et le conditionnement de la cabine. 
Avec l’A330, de nombreux changements ont vu le jour dans l’architecture électrique mais c’est 
avec l’A380 que le souhait de l’avion plus électrique est devenu plus accentué par la taille de 
l’avion et sa puissance qui avoisine 600 kVA. 
Son architecture est également différente des autres avions avec l’utilisation de quatre 
générateurs à fréquence variable de 200 kW chacun. L’architecture « 3H » est changée par le 
remplacement d’un de ces trois circuits hydrauliques par deux circuits électriques. Ainsi on 
passe d’une architecture dite « 3H » à une architecture « 2H + 2E » comme le montre la figure 
4. L’IDG est remplacé par un générateur à fréquence variable, VFG (Variable Frequency 
Generator) qui permet d’avoir une fréquence variable entre 360 Hz et 800 Hz avec toujours 
une tension de 115V/200 V. Le niveau de tensions dans les busbar DC est de 270 Vdc. Une 
autre évolution avec l’A380 est l’utilisation d’actionneurs plus électriques. Les vérins et 
machines hydrauliques sont remplacés par des actionneurs électrohydrauliques EHA (Electro-
Hydrostatic Actuators) et des actionneurs électromécaniques EMA (Electro-Mechanical 
Actuators) qui sont actuellement majoritaires dans les actionneurs des avions. Ces systèmes 
hybrides montrent que malgré les avantages de l’énergie électrique, les systèmes hydrauliques 
sont toujours présents. Avec ces nouveaux systèmes hybrides, la quantité de fluide hydraulique 
auparavant utilisée est diminuée. Ce liquide n’est maintenant plus distribué sur de longues 
distances mais l’énergie hydraulique est plutôt générée aux endroits nécessaires pour actionner 
un système. C’est la méthode décentralisée avec des électropompes entrainées par des moteurs 
électriques à proximité du système à actionner. 
L’A380 est doté de nouvelles technologies avec ses nacelles équipées d’un système 
d’actionnement pour inverseur de poussée appelé ETRAS (Electrical Thrust Reverser 
Actuators System).  






Figure 4. Architecture type d'un biréacteur 2H+2E, deux circuits hydrauliques et deux circuits 
électriques [2] 
De la caravelle SE 210 à l’A380, la puissance électrique embarquée est passée de 27 kW à 
600 kW en 50 ans d’évolution. Dans le futur, cette puissance électrique sera de plus en plus 
utilisée. Avec le Boeing 787 « Dreamliner » et l’A350, la porte vers l’avion plus électrique 
s'ouvre plus encore. L’antigivrage sur les ailes, le démarrage moteur et la pressurisation cabine 
sont maintenant commandés électriquement. Avec le calculateur EBAC (Electrical Braking 
Actuation Controller), les freins du Boeing 787 sont contrôlés par un système électrique à la 
place du système hydraulique traditionnel (présent dans l’A380). La figure 5 montre la 
comparaison entre le réseau électrique du Boeing 787, avec la coexistence de charges AC et 
DC, et ceux de deux avions traditionnels.  





Figure 5. Evolution des réseaux de bord. Exemple du Boeing 787 et de deux Boeing traditionnels (B767 
et B777) [1] 
L’évolution de la puissance électrique embarquée dans les avions est accompagnée par une 
augmentation de la longueur des câbles. On estime actuellement qu’il y a plus de 500 km de 
câbles dans l’A380. Les câbles aéronautiques, en dehors des contraintes fonctionnelles, sont 
confrontés aux contraintes environnementales relatives à l’aéronautique. 
I.1.3 Environnement aéronautique et nouvelles contraintes pour les câbles  
 
Dans l’aéronautique les paramètres atmosphériques sont particulièrement importants. Ils 
sont très variables et dus au changement d’altitude mais également selon la localisation du 
système ou de l’équipement donné comme le cas des réacteurs qui se situent dans des 
environnements à température très élevée. Parmi les paramètres importants contraignants sur 
les câbles, on peut citer la température, la pression et l’humidité. 
• La température : La température de l’air extérieur varie fortement en fonction de l’altitude 
(des couches atmosphériques) comme l’illustre la figure 6 (1ft≈3,2m). Selon le profil de 
vol, la norme aéronautique DO160 prévoit des susceptibilités sur la variation de la 
température en altitude en définissant des procédures d’essai liées à ces variations (figure 
6) afin de caractériser les performances des équipements. 






Figure 6. Variation de la température de l’air en fonction de l'altitude [3] 
L’air extérieur de l’avion peut se trouver à -55°C en vol, ce qui est une température très basse 
comparée à celle qu’on peut trouver en zone réacteur qui peut atteindre 260°C. Certains câbles 
fonctionnent dans cette gamme de température [-55°C ; 260°C]. 
• La pression : Elle évolue avec l’altitude et diminue d’un facteur 10 quand on monte de 16 
km (~52000 ft) dû à la raréfaction de l'air dans l'atmosphère.  
En fonction des zones de l’avion, des normes définissent différentes situations liées aux 
équipements vis-à-vis des contraintes environnementales. Les câbles aéronautiques répondent 
également à ces normes tant sur leur température de fonctionnement que sur leur composition 
(isolants et conducteurs). Les câbles, longtemps utilisés dans le réseau AC, sont maintenant 
utilisés pour le réseau DC avec l’apparition de nouvelles contraintes liées d’une part à 
l’évolution des réseaux de bord et d’autre part à la forte demande en puissance électrique 
embarquée. Ces câbles sont actuellement utilisés avec du +/-270 Vdc, 540 Vdc, et ces niveaux 
de tension vont continuer à augmenter ces prochaines années. Cette augmentation du niveau de 
tension peut conduire à des dégradations prématurées des matériaux du câble aéronautique, 
liées en particulier aux décharges partielles, à la modification des propriétés diélectriques 
accentuées par les contraintes environnementales. La limite d’utilisation de ces câbles 
aéronautiques est actuellement inconnue, ce qui implique un réel besoin d’analyser les 
différentes contraintes en jeu, d’observer leur impact sur les câbles par le biais de test et de 




caractérisation mais également de modéliser leur comportement sous différentes contraintes 
afin d’avoir une meilleure compréhension des phénomènes physiques en jeu. 
I.2 Phénomènes physiques en jeu dans les matériaux polymères isolants 
électriques 
 
Notre travail porte sur le Polyimide PI et le PTFE, qui sont les principaux polymères utilisés 
aujourd'hui pour l'isolation de câbles aéronautique à isolation rubanée. Le choix de ces 
matériaux se justifie par leurs excellentes propriétés électriques et thermiques, difficilement 
égalées. Nous reviendrons par la suite sur ces technologies de câbles. Ces isolants polymères 
sont constitués de macromolécules qui sont des chaînes moléculaires composées d’atomes de 
carbone principalement, formant des monomères (unité répétitive du polymère) assemblés par 
des réactions de polymérisation. Certains matériaux polymères ont une structure composée 
d’une partie amorphe et d’une partie cristalline. Dans cette structure désordonnée, peuvent se 
trouver des additifs, des résidus et des défauts dans les chaînes créés lors de la synthèse ou lors 
de réactions ultérieures. Ces modifications et cette structure font que ces matériaux sont 
désordonnés, avec des conséquences dans leur comportement électrique, que ce soit dans les 
mécanismes de polarisation, de conduction ou de piégeage. Les pièges liés à la conformation 
des chaînes moléculaires sont dits physiques. Il existe des pièges issus des états localisés formés 
par des impuretés chimiques. Ces derniers participent moins dans le transport de charges dans 
l’isolant contrairement aux pièges de nature physique. 
La conductivité électrique des isolants polymères est généralement considérée comme évoluant 
avec le champ électrique et la température. Nous considérons dans un premier temps l'impact 
de ces dépendances sur la réponse d'un câble sous contrainte électrothermique. 
 
I.2.1 Relation Conductivité – Champ électrique 
 
La distribution du champ électrique sous contrainte AC est distribuée de manière capacitive. 
Ainsi, en géométrie cylindrique, la distribution de champ dans l'isolation du câble prend la 
forme :  





                                                     (1) 
 





En général, la permittivité varie peu avec le champ ou la température de sorte que cette 
distribution de champ reste similaire lorsque la température n'est pas homogène dans le câble 
ou lorsque le potentiel appliqué varie. Il n'en est pas de même en DC en raison de la non-
linéarité en champ de la conductivité et de sa dépendance en température.  
Avec la circulation d’un courant électrique dans le câble conjuguée aux pertes par effet 
Joule dans l’âme conductrice du câble (Wc) et l’environnement extérieur du câble, un 
échauffement du câble se produit. Le profil de température dans un câble peut être déterminé 
grâce à : 










                              (2) 
Lorsque les pertes diélectriques (Wd) dans l’isolant sont négligeables devant les pertes Joule, la 
température dans le câble devient alors : 






                                               (3) 
 
Avec re le rayon extérieur de l’isolation, λ la conductivité thermique de l’isolation. La figure 7 
représente un schéma du profil de température dans le câble. 
 
Figure 7. Profil de température dans un isolant de câble. Ri est le rayon intérieur du câble. [4] 
Pour une température ambiante fixée, le gradient de température augmente avec le courant 
circulant dans le câble et impacte directement la conductivité électrique rendant encore plus 
difficile la prédiction du champ électrique dans l’isolation du câble. En considérant une 




conduction ohmique dans l’isolation du câble, la loi d’Arrhenius peut être utilisée pour donner 
une relation de la conductivité en fonction de la température : 
𝜎(𝑇) = 𝜎0exp (−
𝐸𝑎
𝑘𝐵𝑇
)                                                           (4)  
𝑜ù σ0 est une constante, T est la température en Kelvin, Ea l’énergie d’activation et kB la 
constante de Boltzmann. 
La relation de conservation du courant circulant dans l'isolant permet d'obtenir la distribution 





                                                                 (5) 
Lorsqu’on fait passer un courant de plus en plus important dans le câble, le gradient de 
température augmente ainsi que le gradient de conductivité électrique dans l'isolant. Le champ 
est reporté sur les zones de conductivité électrique plus faible, pouvant aller jusqu’à l’inversion 
du point de champ électrique maximum de l’intérieur du câble vers l’extérieur, comme le 
montre la figure 8. 
 
Figure 8. Inversion de champ électrique dans un câble à isolation polyéthylène pour différents gradients 
de température. ΔT3> ΔT2> ΔT3. [6] 





En plus de dépendre fortement de la température, la conductivité électrique peut également être 
non linéaire en champ électrique. Fabiani et al ont produit des résultats de mesure de courant 
sur des câbles miniatures [7] ayant différents isolants en polyéthylène réticulé (XLPE) et 
différents semi-conducteurs (SC), qui montrent un comportement non linéaire en champ, et 
fonction également de la température. Les résultats sont montrés à la figure 9. 
  
Figure 9. Caractéristiques J-E pour différentes formulations de XLPE/SC sous forme de mini-câbles à 
25°C (a) et 70°C (b). [7] 
T. T. N. Vu, dans le cadre de sa thèse [8], a étudié la dépendance de la conductivité électrique 
du XLPE et de l’EPDM (ethylene propylene diene monomer, élastomère utilisé dans les 
jonctions) en fonction du champ électrique et de la température. La figure 10 montre la 






Figure 10. Caractéristique J-E en échelle log-log pour différentes températures pour le XLPE (a) et 
l'EPDM (b) [8] 




Dans ces résultats, on observe que la densité de courant augmente avec la température et devient 
non linéaire à partir d’un certain seuil de champ électrique. Ce seuil, dans le cas du XLPE 
diminue avec la température (10 kV/mm, 7,5 kV/mm et 5,5 kV/mm respectivement à 20, 30 et 
40°C). 
Dans la littérature, des modèles ont été proposés pour ajuster la conductivité électrique des 
isolants en fonction de la température et du champ électrique afin de pouvoir prédire la 
distribution du champ électrique. Ils seront abordés dans le paragraphe (II.4.1). 
 
I.2.2 Charge d’espace 
 
La charge d’espace est souvent définie comme l’ensemble des charges électriques positives 
ou négatives dans un diélectrique. Elles englobent les charges de surface et de volume. La figure 
11 détaille les différentes charges électriques que l’on peut rencontrer dans un diélectrique et 
leur nature (intrinsèques ou extrinsèques) tels que les dipôles d’orientation ou de déformation, 
les impuretés ioniques produites lors de la fabrication des isolants, les charges issues des 
phénomènes d’injection d’électrons/trous, et celles issues de dissociation d’espèces initialement 
neutres. Les charges intrinsèques sont les charges contenues initialement dans l’isolant ou 
générées par dissociation ou par ionisation. Les charges extrinsèques (électrons/trous ou ions) 
sont issues d’injection ou de diffusion à partir des électrodes vers l’isolant. 
Quand un isolant est pris entre deux électrodes, avec l’application d’un champ électrique, 
une injection de charges peut avoir lieu par transfert d’électrons ou de trous à l’interface de 
l’isolant à partir d’une valeur de champ électrique dépendante de la nature de l’isolant. Ce 
phénomène d’injection est un des mécanismes à l’origine de la génération des homocharges et 
des hétérocharges. Les homocharges désignent toute charge d’espace de signe semblable à la 
polarité de l’électrode la plus proche. Elles provoquent une diminution du champ électrique à 
l’interface et une augmentation du champ dans le volume. Les hétérocharges désignent toute 
charge d’espace de signe opposé à celui de la polarité de l’électrode la plus proche, ce qui se 
traduit par un renforcement du champ électrique à l’interface et sa diminution dans le volume 
de l’isolant. 
La charge d’espace peut se former également comme une conséquence d'une conductivité 
électrique non homogène, que ce soit sous l’action de la température et du champ électrique, 
ou par association de diélectriques de nature différente. Par exemple dans le cas précédent d'une 





isolation de câble soumise à un gradient thermique, la loi de Poisson permet d'obtenir à partir 
de l'Eq. 6 la densité de charge d’espace associée à un gradient de conductivité. 





                                                  (6) 
Dans cette équation, le signe de la charge d’espace dépend du gradient de conductivité et du 
champ électrique appliqué. 
La principale conséquence de la charge d’espace est la modification du champ électrique dans 
l’isolant. En effet avec les gradients thermique et électrique, le champ électrique est redistribué 
dans l’isolant et s’accompagne de la formation de charge d’espace. 
 
Figure 11. Mécanismes de génération des charges électriques dans un isolant entre électrodes[9] 
I.2.3 Génération et Transport de charges 
 
En présence de champ électrique, les charges électriques sont entrainées et leur déplacement 
constitue ce que l’on appelle la conduction électrique. Ces charges peuvent être de nature 
ionique ou électronique. Le mouvement des ions est issu de la modification de la neutralité de 
la matrice du polymère lorsque d’un champ électrique est appliqué. Ces ions, lors de leur 
déplacement, peuvent se piéger dans des puits de potentiel existants dans la structure du 
polymère. Lorsqu’ils acquièrent une énergie suffisante, ils peuvent sortir du puits, se déplacer 
et se repiéger dans un autre puits de potentiel.  
Les charges électroniques (électrons et trous) sont générées majoritairement par un flux 
entrant depuis les électrodes. Il existe plusieurs mécanismes d’injection de charges en surface 




(aux interfaces électrode/isolant) et plusieurs mécanismes de conduction en volume (charges 
présentes dans la bande de conduction).  
• Origine des ions : 
Lors de la mise en œuvre des isolants, des ions peuvent être générés dans l’isolant à partir 
de réactions chimiques (dissociation et/ou ionisation des impuretés existantes dans l’isolant). 
Des ions peuvent aussi diffuser depuis les électrodes et ainsi pénétrer dans le matériau. Ce 
mécanisme est largement lié au gradient de concentration existant entre les différentes zones 
(électrode/matériau), la diffusion permettant d’homogénéiser la concentration.  
• Mécanismes d’injection de charges : 
Concernant les charges électroniques, les mécanismes de génération de charges aux 
interfaces sont actuellement plus étudiés comparés aux mécanismes de génération intrinsèque. 
La figure 12 montre le diagramme des bandes énergétiques à l’interface électrode-isolant. Pour 
qu’une charge passe de l’électrode à l’isolant, il lui faut acquérir une énergie suffisante. 
L’injection de porteurs de charges dépend de la nature de l’électrode, de l’interface mais 
également peut être assistée thermiquement ou électriquement [10]. Dans le cas d’une interface 
métal/isolant, la charge électronique doit acquérir une énergie minimale qui est la hauteur de 
barrière séparant le niveau de Fermi du métal et la bande de conduction de l’isolant. Deux 
mécanismes d'injection principaux sont décrits :  
 
Figure 12. Diagramme des bandes énergétique à l'interface électrode-isolant[10] 





- L’émission Schottky décrit le mécanisme d’injection de porteurs de charges par saut qui 
dépend de la hauteur de barrière entre l’électrode et l’isolant selon qu’un champ électrique 
est appliqué ou non (Φ0 ou Φ). L’application du champ électrique abaisse la hauteur de la 
barrière de potentiel qui favorise le passage des électrons de l’électrode à l’isolant. 
L’abaissement de la barrière de potentiel est donné par : 
Φ − Φ0 = βs√E     (7) 
 




                                                          (8) 
avec q=1,602.10-19 C est la charge électrique. 





)                                            (9) 
où A=120 A/cm2 est la constante de Richardson-Dushman.  
La densité de courant est scindée en deux composantes : l’émission thermique et celle assistée 
par le champ électrique.  
Pour vérifier si ce mécanisme est dominant lors de mesures de courants, le tracé de log(J) en 
fonction de E1/2 donne une droite de pente égale à βs/kT. La détermination de cette pente permet 
d’avoir la valeur de la permittivité relative εr de l’isolant. 
- L’effet Fowler-Nordheim, appelé également effet tunnel, est défini par le passage de 
l’électron ou du trou au travers de la barrière de potentiel à énergie constante. Ce mécanisme 
est basé sur la théorie quantique avec une probabilité non nulle de trouver un électron dans 
la bande de conduction sans qu’au préalable il ait acquis une énergie suffisante pour franchir 
la barrière de potentiel. L’effet tunnel est quasiment indépendant de la température. La 
densité de courant est fonction du champ électrique et est exprimée par : 
 
J = AE2 exp (−
𝐵
𝐸
)                                                     (10) 
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où h=6,626*10-34 J.s est la constante de Plank et m=9,109*10-31 kg est la masse de l’électron. 
Si l’injection est régie par ce mécanisme, le tracé de log (J/E2) en fonction de 1/E donne une 
droite. L’effet tunnel est souvent observé pour des champs électriques assez élevés (>100 
kV/mm) [11]. 
 
• Mécanismes de conduction contrôlés par le volume de l’isolant 
La conduction électrique est le déplacement de charges électriques sous l’action du champ 
électrique appliqué. Plusieurs mécanismes décrivent la conduction contrôlée par le volume. 
- Mécanisme de Poole-Frenkel : Ce mécanisme décrit le déplacement des charges électriques 
déjà présentes dans la bande de conduction sous l’effet d’un champ électrique et qui sont 
susceptibles d’être piégées à une profondeur d’énergie Φ0. Avec une énergie thermique kT 
suffisante, le porteur de charge peut se dépiéger. L’application du champ électrique facilite 
le dépiégeage grâce à l’abaissement de la hauteur de barrière (Figure 13) exprimée par : 
∆Φ = Φ0 − Φ = βPF√E                                                  (11) 




= 2 ∗ βs                                                     (12) 
La densité de courant en fonction du champ électrique est donnée par : 
   JPF =  J0exp (−
Φ0−βPF√E
kBT
)                                               (13) 
où J0 est la densité de courant à T=0 K. 






Figure 13. Diagramme de bande dans le cas de l'effet Poole-Frenkel[12] 
L’identification du mécanisme de Poole-Frenkel peut se faire par la représentation du log(J) en 
fonction de E1/2. Elle donne une droite de pente βPF. Cette valeur de la constante de Poole-
Frenkel est le double de celle de Schottky et permet de différencier ces deux mécanismes. 
- Conduction par sauts (hopping) 
La densité de courant résultant de la conduction par sauts, ou 'hopping' est exprimée par : 






)                                     (14) 
où λ est la distance moyenne entre deux pièges consécutifs, Φ est la barrière de potentiel, q est 
la charge électrique. 
Dans le cas de la conduction par sauts, la distribution de pièges est importante dans la bande 
interdite contrairement à cas du mécanisme de Poole-Frenkel pour lequel on a une faible 
quantité de pièges. Les charges injectées dans l’isolant par le moyen des différents mécanismes 
d’injection (Schottky ou Fowler-Nordheim) peuvent s’échapper de ces pièges quand elles 
acquièrent une énergie suffisante pour franchir la barrière de potentiel et ainsi passer dans un 
autre site où elles sont susceptibles d’être à nouveau piégées. La conduction se fera alors d’un 
piège à un autre d’où le terme de conduction par sauts. Les pièges les plus profonds se 
comportent comme des puits de potentiel et les charges y sont piégées sur une durée fonction 
de la profondeur de piège.  
- Conduction limitée par charge d’espace (SCLC) 
Ce mécanisme est observé lorsque les charges injectées sont plus importantes que les charges 
intrinsèques. Sa caractéristique montre une densité de courant en fonction de la tension avec 
plusieurs régimes distincts.




Lorsque la quantité de charges injectées reste faible par rapport à la quantité de charges 
intrinsèques, la densité de courant obéit à la loi d’Ohm :  
JOhm = ρμE                                                                   (15) 
 
Si on trace la densité de courant en fonction du champ électrique, en coordonnée log-log (figure 
14), ce comportement ohmique est caractérisé par une pente 1. 
Lorsque les charges injectées modifient le champ électrique, la loi d’Ohm n’est plus valide. Un 
courant local est créé en plus du courant ohmique. La densité de courant est exprimée par 
l’expression dans le cas d’un diélectrique idéal sans pièges : 






                                                       (16) 
 
où µ est la mobilité des charges, V est la tension appliquée, d est l’épaisseur de l’isolant. 
Cette équation avec une composante de densité de courant ohmique, montre que le champ 
électrique local est contrôlé par la charge d’espace. La caractéristique J-E a alors une évolution 
de la densité de courant quadratique avec la tension (J∞V2), et la tension de transition est 
appelée Vtr 
En considérant un isolant imparfait avec un seul niveau de pièges, lorsque le nombre de pièges 
est très important, la densité de courant limité par charge d’espace s’exprime par une 
approximation de la loi de Mott-Gurney : 






                                               (17) 
 
Où θ est le rapport des densités de porteurs libres sur piégés.  
A partir de cette équation, on peut déterminer la tension de transition VTF qui marque la limite 
de remplissage des pièges (Trap Filled Limit). Les charges circulent désormais comme s’il n'y 
avait plus de pièges dans l’isolant car étant tous occupés, ce qui augmente la conduction 
brusquement avec une pente infinie (J∞V∞). Lorsque V>VTFL, la caractéristique J-E suit la loi 
de Mott-Gurney sans pièges avec une évolution quadratique en fonction de la tension (J∞V2). 






Figure 14. Caractéristique densité de courant-tension pour le cas d'un isolant avec un seul niveau de 
pièges [4] 
 
I.3 Particularités des matériaux isolants de câbles aéronautiques 
 
Il existe plusieurs types de câbles aéronautiques qui se différencient par leurs technologies 
d’isolation (extrudée, rubanée), et leur dimension AWG (appellation norme américaine) qui 
détermine la section des brins conducteurs. On distingue également d’autres variantes de câbles 
tressés ou faits d’assemblage composite qui constituent les câbles modernes. Compte tenu des 
spécifications de tenue en température, le système d’isolation des câbles aéronautiques rubanés 
est hybride avec du Polyimide (PI) et du Polytétrafluoroéthylène (PTFE). Ces deux matériaux 
ne peuvent être extrudés, aussi des modifications du PTFE ont été réalisées, avec la production 
de copolymères fluorés extrudables, tels que ETFE (copolymère ethylene-tetrafuoroethylene), 
FEP (fluoroethylene-propylene), ou PFA (perfluoroalkoxy).  
I.3.1 Structures des câbles aéronautiques 
 
Parmi les techniques d’élaboration de l'isolation de câbles, on distingue principalement 
l’extrusion et l’enrubannage. Ce dernier est le plus utilisé pour des raisons économiques dans 
l’industrie de l’aéronautique. 
• L’extrusion est un procédé de fabrication thermomécanique qui consiste à gainer par 
injection l’âme conductrice du câble d’au moins une couche d’isolant (figure 15). Cette 
technique présente une bonne souplesse et est adaptée à des longueurs importantes de 




• câbles. Par rapport à l'isolation rubanée, elle réduit les espaces vides autour des 
conducteurs ainsi que les vacuoles au sein du câble présentes à la jonction de rubans. 
L'adaptation du procédé à différentes dimensions de conducteurs est couteuse, ce qui 
pénalise le procédé pour des petites séries. De plus la concentricité de l'isolation est 
moins bonne que pour la technique rubanée, en particulier s'agissant d'isolation mince 




Figure 15. Technique de fabrication de câble par extrusion [13] 
• L’enrubannage permet quant à lui de recouvrir un conducteur par guipage hélicoïdalement 
(figure 16) d’un ruban d’isolant avec un recouvrement spécifié. L’ensemble conducteur-
isolant est passé au four pour assurer le collage des couches de rubans. Cette technique est 
beaucoup plus adaptée que l’extrusion pour les épaisseurs minces et assure une excellente 
concentricité. Un problème particulier est posé pour cette technique sur la maîtrise du 
collage et la cuisson des rubans. 
Conducteur 
Isolant 1 Isolant 2 
Sortie câble 






Figure 16. Enrubannage câble  
La figure 17 présente différents câbles utilisés dans l’industrie aéronautique. Ils varient soit par 
la structure ou la nature du conducteur, soit par l’épaisseur des couches d’isolants. Tous les 
câbles présentés ici ont une isolation hybride, et ne présentent ni blindage extérieur, ni semi-
conducteur extérieur, comme dans le cas des câbles HVDC terrestres. La figure 17 a) montre 
un câble DR16. Le type DR est constitué par une âme conductrice composée de multibrins en 
cuivre ou cuivre nickel plaqué, et de deux types d’isolant (PI et PTFE). Ils sont utilisés sous 
une tension de 115 Vac dans une gamme de température comprise entre -55°C et 260°C 
[14][15]. Entre les brins métalliques se trouvent des gaps d’air. Des cavités sont également 
visibles dans les couches d’isolants, créées lors de l’enrubannage, et qui peuvent être le siège 
de décharges partielles. C’est ce type de câble que nous utilisons dans nos travaux. 
Le câble AD8 (Figure 17 d) est lui constitué de 7 torons de 19 brins métalliques en alliage 
d’aluminium plaqué nickel ou cuivre recouvert d’aluminium plaqué nickel. Ce type de câble 
est utilisé en fonctionnement à 115 Vac et 230 Vac en zone pressurisée dans une gamme de 
température de -65°C à 230°C [16][17]. L’isolation de ces câbles est constituée par le PI et le 
PTFE. Les câbles AZ (Figure 17 c) sont utilisés sous une tension de 115 Vac pour des 
températures de -65°C à 180°C [18].  
Il existe d’autres câbles (exemple des câbles BMS1348 et câbles BMS1360) qui ont dans leur 
isolation d’autres matériaux comme l’ETFE et le PVDF (polyvinylidène fluoride). 
 












Figure 17. Exemples de câbles aéronautiques à isolation multicouches enrubannées 
Les câbles tressés quant à eux se différencient des câbles précédents par la présence d’un 
tressage sur l’extérieur du câble, et composé de fibres en verre ou en textile qui constituent une 
protection du câble. Ils présentent une meilleure résistance mécanique. Quant aux câbles 
blindés, un écran conducteur est mis autour du câble afin d'immuniser contre les effets de 
rayonnements (phénomènes CEM Compatibilité Electromagnétique). 
Compte tenu des environnements sévères dans lesquels peuvent se situer les câbles 
aéronautiques, peu de matériaux candidats à l’isolation des câbles aéronautiques se présentent 
pour répondre à toutes les exigences liées aux environnements de fonctionnement mais aussi 
aux contraintes nouvelles.  
  





I.3.2 Matériaux utilisés pour l’isolation des câbles aéronautiques 
 
Le choix des matériaux polymères pour l’isolation des câbles aéronautiques est principalement 
orienté vers la tenue en température, les propriétés électriques mais également le coût. Un 
nombre limité de candidats se présente pour répondre à toutes les exigences en termes de 
performances souhaitées dans les matériaux isolants de câbles aéronautiques (Figure 18). Le 
polyéthylène (PE) et le polypropylène (PP) habituellement utilisés dans l’isolation des câbles 
HVDC terrestres présentent de bonnes propriétés électriques. Cependant avec leur limitation en 
température (<105°C), d’autres matériaux classés résistants à haute température avec une 
température de service supérieure à 175°C sont privilégiés afin d’assurer l’isolation dans des 
environnements où la température de service est proche de 200°C ou plus. Ces matériaux sont 
généralement composés de polymères aromatiques (polybenzimidazole, polyéthersimide, 
polyamideimide et le polyimide PI) et peuvent être utilisés jusqu’à une température de 250°C, 
et d’autres sont composés de résine fluorée comme le PTFE avec une température de service 
de 200°C, qui est un matériau auto extinguible. L’un des avantages du polyimide PI réside dans 
sa tenue diélectrique et thermique et sa résistance aux fluides industriels. Cependant, la présence 
d’atomes C, H, O et N et son taux d’absorption d’eau élevé font que le polyimide PI favorise le 
maintien et la propagation de l’arc électrique dans le câble d’où l’ajout du PTFE pour résoudre 
le problème d’arc et l’humidité afin d’éviter la dégradation du matériau. 
 
Figure 18. Classement de polymères en fonction de l'endurance thermique[19] 
La Figure 19 montre des structures de câbles utilisés dans l’aéronautique pour deux usages 
différents : usage courant et haute tension. Dans ces structures de câbles, l’isolation est 




essentiellement constituée des matériaux polymères fluorés (PTFE, ETFE et PVDF) et des 
polyimides (PI).  
Le ETFE est utilisé comme isolant dans des câbles extrudés BMS1348 (usage courant) dont la 
température de service est limitée à 150°C. Quant au PVDF, il est trouvé dans l’isolation des 
câbles rubanés BMS1360 pouvant fonctionner jusqu’à 260°C.  
 
Figure 19. Structures de câbles en aéronautique 
• Le PTFE :  
Le polytétrafluoroéthylène est un polymère fluoré thermoplastique semi-cristallin. 
Constitué essentiellement de fluor et de carbone, ses chaînes moléculaires sont linéaires et 
cristallisent facilement. A l’état poudre, son taux de cristallinité peut atteindre 92% [20]. La 
figure 20 montre sa structure. La présence de fluor dans sa structure lui confère une propriété 
hydrophobe avec un faible taux d’absorption d’eau (0,01% sous 24h) [21]. Le PTFE est 
composé d’une phase amorphe, d’une phase intermédiaire et d’une phase cristalline.  
Le PTFE présente deux transitions de phase solide-solide à 19 et 30°C. La première phase, 
appelée phase II ou triclinique, est présente à une température inférieure à 19°C. La deuxième 
phase est située entre 19°C et 30°C et est appelée phase IV ou hexagonale. La troisième phase 
se situe au-delà de 30°C et est caractérisée par un système cristallin pseudo-hexagonal. La 
permittivité du PTFE diminue lors du passage de la phase triclinique à la phase pseudo-
hexagonale [20]. Dans la gamme de température de 40 °C à 250°C et pour une fréquence allant 
de 5 Hz à 10 GHz, la permittivité du PTFE est égale à 2,1 [22]. 
 









Figure 20. Formule et structure du PTFE. (1) : phase amorphe ; (2) : phase intermédiaire ; (3) : phase 
cristalline 
Les atomes de fluor rendent le PTFE très stable thermiquement. On distingue deux liaisons 
chimiques : la liaison C-C dont l’énergie de liaison est de 348 kJ/mol et la liaison C-F avec une 
énergie de 507 kJ/mol [23]. L’analyse thermogravimétrique (TGA) montre une décomposition 
sous atmosphère oxydante (sous air) du PTFE avec une perte de masse de 5% à une température 
de 525°C pour une rampe en température de 10°C/min [24]. Les liaisons C-C étant plus faibles 
énergétiquement, elles se cassent en premier pour former un composé CF2=CF2 plus stable.  
La température de fusion du PTFE dépend de la vitesse de chauffe lors des analyses DSC. Elle 
dépend également de la nature du PTFE ; s’il est vierge ou s’il a été déjà fritté (recuit dans un 
four). Khanna [22] a rapporté dans ses études sur le PTFE une température de fusion de 332,2°C 
avec une vitesse de chauffe de 0,1°C/min et 342,6°C pour une vitesse de 10°C/min. Une fois 
fritté, la température de fusion est de 327°C à 0,1°C/min et 327,9°C à 10°C/min.  
Les propriétés électriques du PTFE ont fait l’objet de plusieurs études, concernant 
particulièrement l’influence du champ électrique et de la température sur la conductivité 
électrique. Sussi et Raju [25] ont effectué des mesures de courant sur des échantillons 
d’épaisseurs différentes (50 µm et 130 µm) métallisés Argent sur une plage de température de 
40°C à 200°C pour des champs électriques allant jusqu’à 24,6 kV/mm avec des électrodes en 
acier inoxydable. Les résultats sont illustrés sur la figure 21. Pour les échantillons de 50 µm, ils 
ont montré pour des températures inférieures à 100°C une caractéristique densité de courant-
champ électrique (J-E) composée de deux régions séparées par un seuil à 4 kV/mm.  





Figure 21. Caractéristiques J-E du PTFE pour différentes températures et pour un échantillon 
d’épaisseur a) 50 µm et b) 130 µm [25] 
Avec les échantillons de 130 µm, pour des températures supérieures à 120°C, trois régions sont 
distinguées dans la caractéristique J-E. Ces auteurs ont ensuite analysé leurs données 
expérimentales, et ont appliqué les équations de Poole-Frenkel et de Schottky. Les deux 
mécanismes considérés reproduisent correctement les caractéristiques expérimentales J-E1/2. 
Cependant la détermination de la permittivité relative εr à partir des densités de courant de 
Schottky (Js - Equation (9)) et Pole-Frenkel (JPF - équation (13)) les a conduits à écarter ces 
deux mécanismes. En effet la permittivité déterminée à partir de Js montre une dépendance en 
température au-delà de 60°C. Avec la densité de courant JPF, la valeur de permittivité estimée 
est quatre fois supérieure à la valeur réelle.  
Ils ont finalement attribué la conduction à des phénomènes ioniques pour des champs 
électriques inférieur à 24,6 kV/mm et au-dessous de 120°C. Pour des températures supérieures 
à 120°C et champs électriques au-dessus de 24,6 kV/mm, la conduction est considérée 
électronique. Ils ont ajusté leurs données avec une densité de courant dépendante de (αE)1/2 
avec α une constante permettant de donner une approximation de l’énergie d’activation de 0,3 
eV.  
Le comportement non linéaire du courant de conduction du PTFE a fait l’objet d’autres études 
afin de déterminer les différents mécanismes en jeu. Lee et al [26] ont étudié les propriétés non-





linéaires du PTFE sur des échantillons d’épaisseur 50 µm métallisés Aluminium. Les mesures 
ont été effectuées pour des températures comprises entre 20 et 40°C et des champs électriques 
entre 10 et 400 kV/mm dans un bain d’huile. La figure 22 montre les caractéristiques J-E qu’ils 
ont obtenues. 
 
Figure 22. Caractéristique J-E pour un PTFE  de 50µm[26] 
A 20°C, la caractéristique J-E montre quatre régions. Aux champs électriques inférieurs à 
20 kV/mm, les auteurs ont attribué la conduction à des ions dus aux impuretés susceptibles 
d’être présentes dans le matériau avec une caractéristique ohmique. Ce résultat concorde avec 
l’interprétation donnée par Sussi et Raju. Cependant, dans ce précédent travail, le seuil de non-
linéarité était de 4 kV/mm pour des échantillons de même épaisseur.  
La deuxième région située entre 20 kV/mm et 100 kV/mm est attribuée au mécanisme de Poole-
Frenkel pour une température de 40°C. Le tracé de la caractéristique J-E1/2 donne une 
permittivité relative du PTFE de 2,14. 




Le tracé de J-E1/2 dans la région 3 avec l’effet Schottky donne également un bon ajustement et 
une permittivité relative de 2,13. La région 4 présente une densité de courant variant très 
rapidement pour des champs électriques supérieurs à 200 kV/mm. Ils en concluent que l’effet 
tunnel ou Fowler-Nordheim est dominant dans cette région [27]. 
En 1967, McDowell et al ont entamé des études sur la conduction dans du PTFE [28] en 
mesurant le courant de conduction dans une gamme de champ électrique de 0,2 à 140 kV/mm 
pour des températures de 162,5°C, 181,5°C et 200°C. Les résultats obtenus ont été interprétés 
dans un premier temps avec les mécanismes Poole-Frenkel et Schottky à partir des 
caractéristiques I-V. Avec le mécanisme Poole-Frenkel, la pente obtenue est le double de celle 
attendue, ce qui permet d’écarter le mécanisme Poole-Frenkel. Néanmoins, avec la théorie de 
Schottky, ils ont obtenu des écarts expliqués par des charges d’espace ionique et électrique.  
Les études sur le comportement non-linéaire du courant de conduction du PTFE restent 
globalement divergentes tant du point de vue des seuils de non-linéarité, que sur les différents 
mécanismes de transport. 
 
• Le polyimide (PI) : 
Les polyimides sont une famille de polymères contenant la fonction imide (CO-N) dans leur 
chaîne principale. Ils sont très utilisés dans les domaines du spatial et en microélectronique 
grâce à leurs excellentes propriétés thermiques et électriques. Leur synthèse a débuté depuis 
1908 mais c’est dans les années 50 que leur production a connu une augmentation très 
importante. Les polyimides peuvent être classés en trois catégories en fonction de leur 
composition : linéaires, semi-aromatiques ou aromatiques.  
Le Poly(pyromellitic dianhydride-co-4,4 –oxydianiline), plus connu sous le nom commercial 
Kapton est un polyimide linéaire qui est très résistant en température. Sa synthèse est obtenue 
par polycondensation d’un dianhydride (PMDA) et d’une diamine (ODA) dans un processus 
de deux étapes comme le montre la figure 23. Il est développé par DuPont pour des applications 
dans la gamme de température allant de -269°C à 400°C [29]. 
 






Figure 23. Synthèse du Kapton [30] 
Dans le commerce, on distingue plusieurs types de Kapton. Le Kapton HN nommé poly(4’4-
oxydiphénylène)pyromellitimide, qui est un polyimide aromatique très utilisé dans les 
applications haute température [31]. Le Kapton FN a la même composition que le Kapton HN 
avec une résine fluorée FEP en plus dans sa structure [29]. Le revêtement FEP sur chacune des 
faces du film de Kapton lui confère une aptitude au thermo-scellage et lui permet de former une 
barrière contre l’humidité tout en renforçant sa résistance chimique. L’autre utilité du FEP est 
de coller le Kapton et le PTFE lors de la mise en œuvre du câble par enrubannage. La présence 
d’atomes C, H, O et N et son taux d’absorption d’eau élevée (4% en 24 h) font que le Kapton 
favorise le maintien et la propagation de l’arc électrique dans le câble. Pour résoudre ce 
problème d’arc et d’humidité précurseur de la dégradation du matériau, le PTFE est utilisé 
comme couche extérieure. Etant un très bon isolant, la rigidité électrique du Kapton dépend de 
l’épaisseur du film. Pour une température de 23°C et à 50% d’humidité relative, sa rigidité 
électrique est de 300 kV/mm, sa constante diélectrique de 3.4. L’humidité affecte drastiquement 
les propriétés électriques du Kapton [32]. Sa décomposition commence à 500°C sous azote 
[33]. Heltzel et al ont constaté une perte de masse de 5% à 608°C sous azote [34]. Sous air, la 
dégradation est plus rapide comparée à celle dans à un environnement inerte à cause de 
l’oxygène. A 400°C sous air pendant 17 h, on observe une perte de masse de 5% et à partir de 
450°C, la perte de masse devient très importante [35]. Dans sa thèse, Huang a étudié le 




comportement thermique du Kapton sous atmosphère inerte et oxydante. Une perte de masse 
de 5% à 528,8°C sous air et à 531,2°C sous azote [36] a été rapportée.  
Des résultats d’analyses de calorimétrie différentielle à balayage (DSC) effectuées sur du 
Kapton HN (figure 24) montrent un seul pic à 85°C lors du premier scan en température [36]. 
Ce pic peut être expliqué par une perte de masse du matériau.  
 
Figure 24. Thermogramme DSC d'un Kapton HN [36] 
Les performances thermiques du Kapton conjuguées avec sa rigidité électrique élevée 
et sa faible constante diélectrique font du Kapton un candidat excellent pour l’isolation des 
câbles aéronautiques. Comme tous les polymères, sa conductivité électrique varie avec la 
température. La figure 25 montre pour un film de Kapton, une augmentation de conductivité 
électrique significative, d’un facteur 100 entre 100°C et 200°C [37]. 






Figure 25. Conductivité électrique d’un Kapton de 25 µm en fonction de la température[37] 
Les mesures de courant en fonction de la température, effectuées par Y. Segui et al [38] sur du 
Kapton HN montrent un seuil en température à 125 °C avec des énergies d’activation différentes 
(0,46 eV pour des températures inférieures à 125 °C et 2,46 eV pour T>125 °C) (Figure 26). 
 
Figure 26. Densité de courant Kapton 50 µm en fonction de l’inverse de la température [38] 
 




Des études sur la conductivité électrique du Kapton-HN utilisé comme matériau électret ont été 
réalisées par E. Motyl et R. Kacprzyk [39]. Ces mesures ont été effectuées sur des échantillons 
d’épaisseur 25 µm sur une plage de température de 25 °C à 200 °C pour des champs électriques 
de 0,8 kV/mm à 100 kV/mm. La procédure de mesure de conductivité utilisée est singulière : 
un échantillon en court-circuit a été chauffé jusqu’à 200°C et conservé à cette température 
pendant 1000 s. Ensuite, l’échantillon a été polarisé par application d’une tension minimale de 
20 V et un courant stationnaire a été mesuré. L’échantillon est ensuite refroidi lentement et les 
mesures suivantes du courant pour des températures plus basses ont été effectuées. Ensuite, 
l’échantillon a été court-circuité et chauffé à nouveau jusqu’à 200°C. La procédure de mesure 
a été répétée pour les valeurs plus élevées de tension polarisante. La valeur de la tension 
maximale appliquée était de 2500 V. La figure 27 montre la variation de la densité de courant 
en fonction du champ électrique pour différentes températures (a) et la densité de courant en 








Figure 27. Densité de courant mesurée sur du Kapton-HN en fonction du champ électrique (a) et de 
la température (b) [39]. 
Les résultats montrent une variation de la densité de courant en fonction du champ électrique 
avec un changement de pente. En effet, on observe pour les températures élevées un seuil de 
non-linéarité. Cette valeur de seuil diminue en augmentant la température (figure 27 a). Pour 
une température de 200°C (470 K), le seuil en champ électrique est de 20 kV/mm. La figure 27 
b) permet de voir une augmentation de la densité de courant en fonction de la température.  





A 100 kV/mm, on observe un changement de pente à 110 °C.  Ce seuil en température se décale 
vers les hautes températures à plus bas champ (à 20 kV/mm le seuil est à 160 °C). 
B.L. Sharma et P.K.C. Pillai [40] ont quant à eux effectué des mesures de courant sur des 
échantillons de Kapton-H (poly(4,4'-diphenylene pyromellitimide)) de 100°C à 200°C pour des 
champs électriques de 5 kV/mm à 45 kV/mm. Le Kapton-H est un film à usage général 
contrairement aux Kapton HN et FN qui sont des films améliorés à partir du Kapton-H et utilisés 
pour des applications spécifiques. La caractéristique du courant en fonction du champ électrique 
montre deux régions (Figure 28) : une région linéaire pour des champs électriques inférieurs à 
10 kV/mm et une région super-linéaire au-delà de 10 kV/mm.  
 
Figure 28. Courants mesurés sur du Kapton poly(4,4'-diphenylene pyromellitimide) en fonction du 
champ électrique pour différentes températures ( A :100°C, B :125°C, C :150°C, D :175°C, E :200°C) [40] 
Parmi les résultats publiés dans la littérature, on observe des similarités sur la 
dépendance du courant en fonction de la température mais aussi en fonction du champ 
électrique malgré la nature du polyimide utilisé et les variations dans les protocoles 
expérimentaux. E. Motyl et R. Kacprzyk [39] ont montré que la densité de courant en fonction 
de la température à 100 kV/mm et 20 kV/mm présente respectivement des seuils en température 
à 110°C et 160°C. B.L. Sharma et P.K.C. Pillai [40] ont effectué des mesures de courant pour 
différentes valeurs de température et leurs résultats montrent que pour toutes les températures, 
le courant est non-linéaire en champ électrique et un seuil à 10 kV/mm caractérise cette non-
linéarité. Quand à Y. Segui et al [38], le courant est fonction de la température avec un seuil à 




125°C séparant deux régions chacune caractérisée par une énergie d’activation. Sessler et al 
[37] ont montré le même comportement de non-linéarité sur une plage de température de 100°C 
à 200°C. 
I.3.3 Objectifs de la thèse 
 
Les deux matériaux polymères (PI et PTFE) utilisés comme isolants dans les câbles 
aéronautiques présentent des propriétés électriques et thermiques excellentes. Dans le domaine 
de l’aéronautique, peu de recherches ont été effectuées sur ces isolants afin de comprendre 
l’influence des contraintes thermoélectriques sur les propriétés électriques de ces matériaux. Le 
comportement non-linéaire de la conductivité électrique du PTFE et du PI a été constaté dans 
plusieurs études. Selon le domaine d’application, les types de Kapton et les protocoles utilisés, 
les résultats obtenus dans la littérature sont différents. La non-linéarité de la conductivité 
électrique de ces polymères, observée pour chaque étude, pose une problématique importante 
vis-à-vis des perspectives de montée en tension pour l’avion plus électrique. Selon la 
localisation des câbles, des gradients thermiques peuvent apparaître et s’accompagner d’une 
redistribution du champ électrique. A cela viennent s’ajouter les problèmes de géométrie du 
câble aéronautique. La structure multicouche de l’isolation des câbles aéronautiques avec des 
isolants dont les propriétés électriques sont différentes complexifie la prédiction de la 
distribution du champ électrique dans le câble. L’absence de semi-conducteur intérieur favorise 
également le renforcement du champ électrique au niveau des brins métalliques. Dans certaines 
conditions, le report du champ électrique peut s’effectuer vers l’extérieur du câble, soit sur le 
matériau le plus résistif.  
L’objectif de cette thèse est d’avoir dans un premier temps une meilleure 
compréhension de l’impact des contraintes thermoélectriques sur les propriétés électriques des 
isolants de câbles aéronautiques HVDC. Des modèles capables de prendre en compte la 
variation de la conductivité électrique en fonction des contraintes thermoélectriques, conjugués 
avec une représentation réelle de type de câble seront mis en place afin de prédire la distribution 
du champ électrique.  
Pour rendre cela possible, une partie de caractérisation expérimentale sera effectuée sur chacun 
des deux isolants et portera essentiellement sur des analyses DSC et des mesures de courant. 
Les analyses DSC nous permettront dans un premier temps de valider l’utilisation des 
échantillons pour les mesures de courant. En effet les échantillons PTFE subissent un traitement 
thermique (frittage) afin d’avoir une structure identique à celle d’un câble aéronautique. Grâce





aux analyses DSC, les transitions thermiques du PTFE seront étudiées et l'impact d'un recuit 
sur ces transitions évalué.  
Les mesures de courant sous différentes températures et champs électriques permettront de 
mieux comprendre les mécanismes de conduction pour chacun des deux matériaux et de 
connaitre les régimes de conduction pour chaque matériau. L’analyse de ces mesures permettra 
de proposer une loi de conductivité électrique pour chaque matériau. 
Une fois chaque matériau caractérisé séparément, des mesures sur échantillons bicouches 
PI/PTFE seront effectuées et permettront de déterminer l’impact de la structure bicouche de 
l’isolation du câble grâce à la prédiction des phénomènes aux interfaces isolant/isolant. Les 
résultats de ces mesures seront également utilisés pour valider le modèle macroscopique 
bicouche plan mis en place. Cette modélisation macroscopique sera effectuée sous Comsol® 
avec la prise en compte des conductivités électriques non-linéaires des matériaux. Le modèle 
bicouche, selon la température et la tension imposées, prédira la distribution du champ 
électrique dans chacun des isolants. La quantification et la dynamique de charge d’interface 
isolant/isolant sera aussi abordée. La deuxième partie de la modélisation portera sur des 
géométries cylindriques avec la prise en compte de la structure réelle du câble (isolation, cavités 
d’air dans les isolants, brins métalliques…). Ces modèles donneront dans un premier temps la 
distribution du champ électrique dans un type de câble suivant les contraintes thermiques et 
électriques appliquées. La validation du modèle sera effectuée grâce à la confrontation des 
résultats de simulation sur le câble DR8 et les résultats de mesures obtenus sur ce même type 
de câble. 
Des modèles représentatifs de cas réels de configurations de câbles seront proposés et 
permettront de statuer sur les enjeux à considérer dans les câbles sous contraintes, sur les limites 













II Méthodes expérimentales et Résultats 
II.1 Techniques expérimentales 
Nous avons travaillé sur des câbles aéronautiques rubanés dont la partie isolation électrique 
est composée de deux matériaux qui sont le polyimide (PI) et le PTFE, tous les deux fournis 
sous forme de ruban par Safran Group. La caractérisation expérimentale porte sur chacun de 
ces matériaux aussi bien pour les analyses DSC que pour les mesures de courant. 
Les échantillons de PI contiennent une couche de FEP d’épaisseur 2,5µm sur chaque face et 
ont une épaisseur totale qui varie de 30 à 36µm. Les échantillons PTFE ont une épaisseur variant 
de 72 à 77µm. A l'échelle industrielle, le câble entier est fritté à une température de 360°C lors 
de sa mise en œuvre, ce qui permet aux deux matériaux qui constituent l’isolation du câble de 
se coller grâce à la colle FEP qui se trouve sur le PI. Ce frittage a également pour but d’apporter 
une modification de la structure mécanique du PTFE afin de le rendre plus résistant 
mécaniquement après frittage. À l'échelle du laboratoire, nous avons voulu nous approcher au 
maximum des structures des isolants réels retrouvés sur les câbles aéronautiques. Les 
échantillons PTFE ont donc subi un traitement thermique (frittage) à 360 °C dans une enceinte 
sur une durée allant de 5 à 8 minutes dans le but d’obtenir des échantillons représentatifs de 
ceux du câble aéronautique. 
Des analyses DSC (Differential Scanning Calorimetry) sont effectuées sur les échantillons 
PTFE frittés et non frittés. Elles permettent de voir si les échantillons PTFE frittés ont les 
mêmes propriétés structurales que le PTFE fritté à l’échelle industrielle. Les échantillons PI ont 
été également analysés pour vérifier et confirmer la présence de la colle FEP. 
II.1.1 Differential Scanning Calorimetry (DSC) 
II.1.1.1 Principe 
Le principe de la DSC repose sur l’étude des transitions thermiques d’un matériau. La 
calorimétrie différentielle à balayage mesure les échanges de chaleur entre un matériau à tester 
et un échantillon de référence et donne des informations sur les transitions thermiques : la 
température de fusion, la température de cristallisation, la température de transition vitreuse et 
le taux de cristallinité. La figure 29 montre un schéma d’une cellule DSC et le dispositif qui a 
été utilisé. Celui-ci est composé de deux capsules, de thermocouples pour la mesure de la 
température dans la cellule et d’un four qui chauffe la cellule.  








1 : Enceinte contenant l’échantillon à analyser et la référence. 
2 : Système de régulation de température. 
3 : Bonbonne contenant l’azote liquide. 
Figure 29. a) Schéma d’une cellule DSC. b) Dispositif DSC utilisé. 
Les analyses DSC fournissent en sortie une courbe du flux de chaleur en fonction de la 
température. Ce thermogramme désigne la différence de quantité de chaleur fournie entre 
l’échantillon à analyser et la référence (récipient vide) lorsqu’ils sont chauffés et maintenus à 
une même température. 
II.1.1.2 Protocole expérimental utilisé 
La figure 29 b) montre le dispositif DSC TA DSC 2010 CE qui a été utilisé pour faire les 
analyses. De l’azote liquide est utilisé pour réguler la température dans la cellule. Les 
échantillons utilisés dans ces analyses ont une masse de l’ordre de 8 mg. La masse de 
l’échantillon ne doit pas être supérieure à 50 mg afin de minimiser l’inertie thermique. Ils sont 
ensuite mis dans des capsules en aluminium.  
Deux scans en température sont effectués en suivant le protocole expérimental présenté à la 
figure 30. Le premier scan en température permet d’effacer « l’historique thermique » de 
l’échantillon et le deuxième renseigne sur les transitions thermiques du matériau. La plage de 
température d’étude varie de -50 °C à 400 °C pour une rampe de température de 10 °C/min 









Figure 30. Protocole DSC 
II.1.2 Mesures de courant 
II.1.2.1 Principe  
Les deux matériaux qui font l’objet de notre étude ont des caractéristiques différentes. Le 
PTFE est un matériau apolaire du fait de la symétrie de la chaine principale contrairement au 
PI qui est polaire. Lorsqu’un matériau polymère est soumis à un échelon de tension continue 
pendant une durée déterminée, le courant qui le traverse évolue avec le temps. Selon qu’il soit 
polaire ou apolaire, le courant transitoire est différent et s’explique par les phénomènes de 
polarisation dans le matériau. A temps longs, le courant peut se stabiliser et donner ce que l’on 
appelle courant de conduction. Ce dernier est le résultat du déplacement des porteurs de charges 
dont le mouvement est dû au champ électrique appliqué. Selon le type de matériau, la phase 
stationnaire du courant est difficilement atteinte et peut prendre des heures voire des jours pour 
s’établir.  
La figure 31 présente le dispositif de mesure de courant. Les échantillons PI utilisés pour la 
mesure de courant sont sous forme de carré (4 cm de côté) et sont tous métallisés or sur chaque 
face. La métallisation a une épaisseur de 50 nm et un diamètre de 20 mm. Un ruban de silicone 
est placé autour de la métallisation pour éviter les phénomènes de bord lors de la mesure. La 
tension est appliquée à l’aide d’une électrode haute tension reliée à une alimentation continue 
35 kV/0,5 mA (Fug GbmH) et le courant est recueilli chaque 2 secondes par une électrode de 
mesure reliée à un électromètre Keithley 617.  
 









II.1.2.2 Protocoles expérimentaux 
 
Deux protocoles ont été utilisés pour les mesures de courant. Le premier est un protocole en 
tension (appelé par la suite banc 1). Il permet d’effectuer des mesures à l’aide d’un banc 
expérimental dont la température est limitée à 90°C mais qui a la possibilité de monter à des 
tensions élevées, et qui est automatisé. Un palier de tension est appliqué sur l’échantillon à une 
température donnée allant de 20°C à 90°C pendant 3 h de polarisation, puis la tension est remise 
à zéro pendant 3 h (phase de dépolarisation). Avec ce protocole, la gamme de champs 
électriques explorée varie de 1 à 120 kV/mm pour les échantillons PI et pour les échantillons 
PTFE les champs appliqués varient de 4 kV/mm à 160 kV/mm (figure 32). La régulation en 
température est effectuée par circulation de fluide thermostaté. Un échantillon est utilisé par 





Figure 32. Protocole de mesure de courant de conduction : a) Pour le PI. b) Pour le PTFE 
La figure 33 montre le banc expérimental utilisé pour ce protocole. L’échantillon est pris en 
sandwich entre deux électrodes en laiton. 
Electrode de mesure Ruban de silicone 
Métallisation 
Echantillon Electrode haute tension 
Figure 31. Dispositif de mesure de courant 





Figure 33. Banc de mesure de courant avec le protocole 1 
Avec ce protocole, les mesures de courant ont été effectuées pour des tensions élevées mais à 
température relativement basse (jusqu’à 90°C). Les isolants des câbles aéronautiques subissent 
des contraintes thermiques très importantes. Certains câbles peuvent se trouver dans des 
environnements où la température peut atteindre plus de 200°C. C’est la raison pour laquelle 
un autre banc de mesure (banc 2) a été utilisé afin de rendre possible la montée en température. 
Le second protocole est illustré à la figure 34. Les mesures sont effectuées pour des 
températures allant de 100°C à 200°C. L’enceinte dans laquelle est placé l’échantillon est 
préalablement chauffée jusqu’à la température de consigne. Une fois celle-ci atteinte, la tension 
est appliquée sur l’échantillon pendant 3 h de polarisation, suivi de 3 h de dépolarisation. Ce 
second banc expérimental n’étant pas automatisé, deux valeurs de champ électrique, un champ 
faible et un champ élevé, sont appliquées : (20 kV/mm et 100 kV/mm pour le PI ; 20 kV/mm 
et 140 kV/mm pour le PTFE). Pour chaque température et pour chaque champ électrique 
appliqué, un nouvel échantillon est utilisé.  Pour les deux protocoles, les mesures de courant 
sont effectuées sous air et à pression atmosphérique. 
 





Figure 34. Deuxième protocole de mesure de courant 
L’utilisation de deux bancs expérimentaux pour les seules mesures de courant peut paraitre 
risquée car l’erreur liée à la mesure est différente pour chacun des bancs. Nous avons donc 
voulu vérifier si les deux bancs expérimentaux donnaient des résultats équivalents sur une plage 
de champ et de température commune. La figure 35 montre la variation du courant en fonction 
du temps obtenue sur les deux bancs de mesure pour un échantillon PI polarisé à 20 kV/mm et 
à une température de 90°C.  Pour des temps inférieurs à 1000 s, une bonne reproductibilité des 
deux mesures est observée sur les deux résultats, puisque les deux courbes sont quasi 
superposées. Pour des temps plus longs, le courant du deuxième banc de mesure tend vers des 
valeurs inférieures à celles du premier banc. On note également que le courant mesuré par le 
banc 2 est largement plus bruité que celui mesuré par le banc 1. Cette différence de valeur de 
courant aux temps longs peut s’expliquer par l’ajout d’un dispositif de protection du banc de 
mesure, qui induit un courant de fuite qui impacte sur le courant mesuré. Par conséquence le 
courant obtenu avec le banc 2 devient inférieur à celui obtenu avec le banc 1 aux temps longs. 
La protection utilisée est différente pour chaque banc de mesure donc l’offset de courant sera 
différent selon le banc utilisé. Dans ces mêmes conditions de mesures, le courant de fuite 
semble non négligeable sur le courant total mesuré mais lorsqu’on monte à des températures et 
champs électriques plus élevés, la contribution du courant de fuite sera moins importante et 
donc sans impact sur les mesures. Dans ce cas, l’utilisation de deux bancs de mesure s’avère 
justifiée et cela nous permet de faire des mesures de courant à des températures et champs 
électriques élevées. 




Les résultats de mesures de courant ont permis de tracer le courant en fonction du temps, 
d’observer les variations de pentes caractéristiques de différents phénomènes physiques, et 
déterminer la densité de courant en fonction du champ électrique et de la température pour 
chaque matériau. 
 
Figure 35. Reproductibilité des mesures sur échantillons PI avec les deux bancs utilisés 
 
II.2. Résultats sur le PI 
II.2.1 Analyse DSC 
 
Les échantillons PI ont été analysés dans le but de vérifier la composition chimique de nos 
échantillons (PI +FEP) à travers les transitions thermiques fournies par les résultats de DSC. 
Deux cycles de température ont été effectués de -50°C à 400°C avec une vitesse de chauffe et 
de refroidissement de 10°C/min. Le premier cycle permet d’effacer l’historique thermique de 
l’échantillon et à partir du deuxième scan, on obtient des informations sur les caractéristiques 
thermiques du matériau.  
La figure 36 montre le thermogramme du PI sur une plage de température de -50°C à 400°C 
lors des deux scans de température. On observe un premier pic endothermique à 257°C qui 
correspond à une température de fusion et au refroidissement un deuxième pic exothermique à 




235°C qui est une température de cristallisation. Ces pics trouvés sont caractéristiques du FEP. 
Le FEP est un polymère qui présente les mêmes propriétés que le PTFE mais il diffère de ce 
dernier de par sa température de fusion plus basse autour de 260°C [41]–[43]. La température 
de fusion que nous avons trouvée correspond à quelques degrés prés à celle du FEP rapportée 
dans la littérature. Cependant, nous n’avons pas observé de transitions thermiques liées au PI. 
En effet, dans la bibliographie, les propriétés thermiques étudiées du PI (Kapton HN qui ne 
contient pas de colle FEP), montrent qu’il ne possède pas de température de fusion et que sa 
température de transition vitreuse est au-delà de 360°C [33] [44].  



































Figure 36. Thermogramme DSC du PI 
La figure 37 montre le thermogramme d’un autre échantillon PI d’épaisseur 50 µm que nous 
avons à disposition, qui est aussi utilisé pour les câbles HVDC aéronautiques et qui contient 
environ 10 µm de FEP (environ 17% de l’épaisseur totale de l’échantillon), alors que nos 
échantillons PI qui contiennent environ 5 µm de FEP soit 15% de FEP dans le film multicouche.  
On observe sur ce thermogramme les mêmes caractéristiques que celles observées sur nos 
échantillons, à savoir les températures caractéristiques de fusion et de cristallisation du FEP. 
On note également que les pics thermiques sont plus importants en termes d’amplitude que 




ceux de nos échantillons montrés à la figure 36. Cette différence est due à une épaisseur de FEP 
plus faible dans nos échantillons PI. 
La particularité de ce résultat se trouve dans la présence d’un troisième pic à 95°C dans le 
premier scan de température et qui disparaît lors du deuxième scan de température. Ce pic peut 
être attribué à une évaporation d’humidité à cette température. En effet, le PI est un matériau 
qui a un taux d’absorption d’eau élevé et peut retenir des molécules d’eau dans sa structure.  
Dans sa thèse, Huang trouve un pic à 85,8°C pour du Kapton-HN vierge qui ne contient pas 
FEP. Ce résultat a été associé à une perte d’humidité et a été également observé par ATG 
(Analyse Thermique Gravimétrique) avec une perte de masse à cette température [36].  La 
température d’évaporation de l’humidité trouvée par Huang est différente de notre résultat. 
Cette différence peut s’expliquer par les types de PI utilisés (avec ou sans FEP dans leur 
composition). 
 
Figure 37. Thermogramme du PI- sur un second échantillon 
Cependant concernant nos échantillons PI analysés, le thermogramme ne montre aucun pic 
visible relatif à une perte d’humidité lors des deux scans de température. Ceci laisse envisager 
que les échantillons de PI que nous utilisons contiennent moins d’humidité que les autres 
échantillons PI montrés à la figure 37. La présence et la quantité de FEP dans les échantillons 
peuvent également jouer un rôle dans l’humidité. 
 




II.2.2 Mesures de courant 
II.2.2.1 Impact de l’humidité sur les mesures de courant 
 
Nous avons vu au paragraphe précédent que la présence d’humidité dans nos échantillons 
PI n’était pas décelée par le thermogramme DSC contrairement aux résultats DSC obtenus sur 
un autre échantillon PI différent des nôtres. Néanmoins, nous avons voulu vérifier quel était 
l’impact de l’humidité sur les résultats de mesures de courant en les chauffant dans une enceinte 
thermique à 150°C pendant 48 h afin d’évacuer l’humidité.  
Nous avons dans un premier temps évalué la perte de masse de l’échantillon PI pendant le 
traitement thermique. La perte de masse en 48 h à 150°C est de l’ordre de 1,58%, et est 
probablement due à l'évaporation d’eau initialement présente dans l’échantillon. La mesure de 
la masse a été poursuivie jusqu’à 96 h, la masse demeure constante à partir des 48 h.  
La figure 38 montre une comparaison entre la densité de courant d’un échantillon PI traité 
pendant 48 h et la densité de courant d’un échantillon PI non traité pour une température de 
90°C et pour différents champs électriques appliqués. Lors des deux mesures, le même 
protocole est appliqué, i.e. les échantillons ont subi les mêmes paliers de champ électrique et la 
même durée de polarisation et de dépolarisation donc le même historique de champ électrique 
appliqué. 
 
Figure 38. Densité de courant en fonction du champ électrique à 90°C pour un échantillon traité 
thermiquement et un échantillon non traité 




Les densités de courant pour des échantillons de PI non traités sont légèrement inférieures à 
celles des échantillons traités. La différence est cependant faible et diminue avec 
l’augmentation du champ électrique. Les densités de courant deviennent similaires pour des 
champs électriques appliqués supérieurs à 60 kV/mm. Après vérification, les densités de 
courant pour des températures plus élevées sont les mêmes lorsque les échantillons sont traités 
ou non. 
II.2.2.2 Résultats de mesures de courant 
 
Les mesures de courant sur le PI ont nécessité la préparation d’échantillons afin de balayer 
une large gamme de champ électrique (de 1 à 120 kV/mm) et de température (de 20 à 200°C).  
Dans la littérature, de manière globale, la caractéristique du courant du polyimide en fonction 
du champ électrique et de la température montre un comportement non linéaire en champ et en 
température. Cependant, selon le protocole expérimental utilisé, la nature des électrodes, la 
nature du polyimide, les interprétations sur les mécanismes restent divergentes, de même que 
les valeurs des seuils de non-linéarité. 
La figure 39 montre les transitoires du courant mesurés pour différents champs électriques sur 
un échantillon PI à 20°C. Le courant semble être caractérisé par deux pentes décroissantes : une 
région de décroissance rapide à temps court et une seconde région marquée par une 
décroissance plus lente. Le PI étant un matériau polaire, il est probable que ce courant soit 
effectivement lié à des phénomènes dipolaires. La seconde pente est attribuée à d’autres 
mécanismes tels que la conduction.  
Le changement de pente apparaît de plus en plus tôt avec l’augmentation du champ électrique 
appliqué. A 40 kV/mm, le courant semble tendre vers un régime stationnaire mais n’atteint pas 
réellement une valeur constante au bout de 3 h de polarisation. Cette pseudo-stabilisation est de 
plus en plus prononcée avec l’augmentation du champ électrique appliqué (après 100 s à 120 
kV/ mm et après 600 s à 40 kV/mm). Ceci semble être dû à une diminution de la contribution 
du courant de polarisation au courant total mesuré.  Le même comportement est observé à des 
températures plus élevées.  





Figure 39. Transitoires de courant du PI à 20°C pour différents champs appliqués  
Une analyse de ces mesures peut permettre d’étayer les mécanismes qui ont été mis en avant 
dans le paragraphe précédent.  
Les tracés J/E en fonction du temps pour une température de 20°C présentés sur la figure 40 
sont approchés par une loi de puissance de type At−n + B. Cette équation présente deux 
composantes, la première qui est fonction du temps selon une loi hyperbolique avec un indice 
n. La deuxième composante B correspond théoriquement au courant de conduction même si le 
régime stationnaire n’est pas atteint. Dans la littérature, on montre que l’indice n est compris 
entre 0 et 2 [45], [46]. Pour nos échantillons, on remarque que l’indice n diminue avec le champ 
électrique. Il passe de 0,72 pour un champ de 20 kV/mm à 0,47 pour un champ de 120 kV/mm, 
un changement de pente est également observé lorsque le champ électrique augmente. Ceci 
laisse envisager la prédominance de la conduction lorsque le champ électrique appliqué 
augmente. Dans notre cas avec l’interprétation seule de l’indice n, on ne peut pas se prononcer 
sur les mécanismes à l’origine du courant transitoire. 
Le tracé des courants de charge et de décharge peut aussi permettre d’émettre des hypothèses 
sur les phénomènes en jeu. Dans le cas où le courant de charge et le courant de décharge sont 
superposés, le mécanisme susceptible d’entrer en jeu est l’orientation dipolaire. 
 





Figure 40. J/E en fonction du temps pour différents champs électriques à T=20°C 
La figure 41 montre une superposition des courants de polarisation et de dépolarisation pour 
des champs de 40 kV/mm et de 120 kV/mm, mesurés sur du PI à température ambiante. Pour 
un champ de 40 kV/mm, le courant de polarisation et le courant de dépolarisation ont des 
valeurs proches. Ceci pourrait appuyer l’hypothèse de phénomènes dipolaires qui seraient 
dominants pour des champs inférieurs à 40 kV/mm. Au-dessus de ce seuil en champ, les valeurs 
des courants de polarisation sont largement supérieures aux valeurs de courants de 
dépolarisation, montrant ainsi que d’autres mécanismes sont dominants (cf. par exemple figure 
41b pour un champ électrique de 120 kV/mm). 
 
Figure 41. Courants de polarisation (Ip) et courants de dépolarisation (-Id) du PI en fonction du temps 

















































































Le comportement est le même en température, puisqu’il existe un seuil en température à partir 
duquel le courant de polarisation est largement supérieur au courant de dépolarisation. Un 
exemple est proposé pour un champ électrique de 20 kV/mm à la figure 42, où on peut observer 
que ce seuil en température se situe au-delà de 90°C.  
 
De ces caractéristiques courant/temps, il est possible de tracer les caractéristiques 
courant/champ électrique ou courant / température. Celles-ci ont été calculées à partir des 
valeurs de courant prises sur une moyenne des quatre dernières minutes de l'étape de 
polarisation. 
La figure 43 représente la densité de courant en fonction du champ électrique appliqué pour 
différentes températures en échelle log-log. Les valeurs de densité de courant sont obtenues en 
faisant la moyenne des courants sur les dernières minutes (4 dernières minutes). Deux régions 
sont identifiées sur cette caractéristique J-E : une région pour des champs électriques inférieurs 
à 40 kV/mm où le régime est ohmique caractérisé par une pente égale à 1 et une autre région 
pour des champs électriques au-delà de 40 kV/mm dont la pente est supérieure à 3. Dans la 
littérature [39] [40], ce seuil de non-linéarité est aussi observé mais sa valeur reste différente de 
nos résultats. En considérant la théorie du courant limité par charge d’espace (SCLC), le PI a 
un comportement ohmique pour les champs inférieurs à 40 kV/mm. La deuxième pente n’est 
cependant pas reliée à un régime de courant limité par la charge d’espace (pente normalement 
égale à 2) ou à un régime où tous les pièges sont remplis. Cependant, selon les mécanismes 
physiques en jeu (injection, transport d’espèces électroniques, ioniques, piégeage…), les 
valeurs des pentes peuvent différer de cette théorie simplificatrice. 
  
Figure 42. Courants de polarisation (Ip) et courants de dépolarisation (-Id) du PI en fonction du 






















































































Figure 43. Caractéristiques J-E pour le PI à différentes températures. 
La comparaison des caractéristiques J-E pour des températures de 20, 50 et 90°C montre une 
faible dépendance en température pour toutes les valeurs de champ appliqué. Dans cette gamme 
de température, la densité de courant n’est pas influencée par la température. 
D’autres mesures de courant ont pu être effectuées pour des températures supérieures à 90°C. 
Deux valeurs de champ électrique ont été choisies (20 kV/mm et 100 kV/mm, pour se situer 
dans chaque région observée à la figure 43) pour chaque température mesurée, allant de 20 à 
200°C (figure 44).  
A 20 kV/mm, pour des températures inférieures à 120°C, les valeurs de densité de courant sont 
proches. Un seuil en température est observé à partir de 140°C, puisque la densité de courant 
augmente (avec une pente de 5.3) avec la température. Ce seuil en température diminue (100°C) 
avec l’augmentation du champ électrique. Il est cependant impossible d’évaluer cette évolution, 
















































Figure 44. Densité de courant en fonction de la température pour deux champs électriques appliqués 
(20kV/mm et 100kV/mm) pour le PI 
Dans la littérature, plusieurs études sont disponibles sur le comportement du PI sous 
contrainte thermoélectrique [37], [39], [40]. Il faut cependant noter que pour ces études, le 
matériau diffère légèrement de celui utilisé dans le cadre de nos travaux. Dans la littérature, les 
mesures de courant sur du Kapton-HN [39] montrent un seuil en champ électrique pour toutes 
les températures, et ce seuil diminue lorsque la température augmente, pour atteindre 100 
kV/mm à 50 °C. A cette température, le seuil en champ électrique que nous avons obtenu est 
de 40 kV/mm et il est invariant pour des températures allant de 20°C à 90°C. 
Lorsqu’on monte en température, le seuil de température est également indiqué à 110 °C 
pour un champ électrique appliqué de 100 kV/mm, et un seuil de 160 °C à 20 kV/mm est 
rapporté [39]. Le comportement de ce matériau (Kapton HN) n’est pas très éloigné du PI utilisé 
dans le cadre de notre thèse, en ce qui concerne le seuil de température. En effet pour un champ 
électrique de 20 kV/mm et de 100 kV/mm, les seuils en température que nous avons obtenus 
sont respectivement de 140°C et 100°C. 
Nous avons vu précédemment que la caractéristique densité de courant-champ électrique 
présente deux régimes, un premier qui est linéaire et à caractère ohmique et un second sur-
linéaire. Dans le but de comprendre l’origine de la région non-linéaire, différents mécanismes 
ont été proposés dans la littérature comme l’injection de Schottky ainsi que le mécanisme de 
Poole-Frenkel.  




Pour notre part, le tracé de ln (J) en fonction de E1/2 illustré par la figure 45 donne une droite 
avec une pente qui permet à partir des équations de densité de courant (3) pour Schottky et (7) 
pour Poole-Frenkel de déterminer la permittivité diélectrique de notre matériau. La 
comparaison de la permittivité calculée et la permittivité donnée du matériau permet de se 
prononcer sur le mécanisme qui s’opère. 




















Figure 45. Caractéristique ln(J) en fonction de E1/2 à 90°C ajustée par Js (Schottky) 
Avec la détermination de la pente de la caractéristique de la figure 45, la permittivité 
diélectrique calculée est de 3,8 comparée à la vraie permittivité diélectrique de notre matériau 
qui est de 3,4. L’erreur relative entre ces deux valeurs est très faible de l’ordre de 11%. Le 
mécanisme de Schottky semble être plus acceptable que le mécanisme de Poole-Frenkel car la 
détermination de la permittivité théorique avec ce dernier donne une valeur de permittivité très 
élevée (~15) comparée à la permittivité du matériau (3,4). Cette analyse est effectuée pour une 
température de 90°C. A cette température, la hauteur de barrière obtenue Фo est de 1,5 eV.  
D’après l’équation de Schottky montrée ci-dessous, les paramètres Фo et βs sont indépendants 






Cependant, la même analyse menée pour différentes températures (de 90 à 200°C) illustrée par 
la figure 46, montre que les paramètres obtenus pour 90°C (i.e. βs et Фo) ne peuvent pas être 




réutilisés pour des températures plus élevées. Ceci montre que le mécanisme de Schottky ne 
semble pas responsable des courants mesurés.  
 

















 Schottky à 90°C
 Schottky à 160°C





Figure 46. Caractéristiques ln(J) en fonction de E1/2 à 90, 160 et 200°C ajustées par Js (Schottky) avec 
les paramètres trouvés pour T=90°C 
D’autres mécanismes comme l’effet tunnel peuvent également être envisagés. Cependant, la 
caractéristique de Fowler-Nordheim définie en (4) obtenue en traçant la caractéristique 
log(J/E²) en fonction de 1/E ne donne pas une droite et exclut donc ce mécanisme. 
II.3. Résultats sur le PTFE 
II.3.1 Préparation des échantillons 
 
Tous les échantillons de PTFE utilisés ont subi un frittage afin de se rapprocher de la 
structure physique réelle du PTFE utilisé dans les câbles HVDC aéronautiques. 
Le dispositif de frittage utilisé au laboratoire, illustré par la figure 47, est composé d’un mandrin 
sur lequel les échantillons sont disposés. Une enceinte permet de fritter les échantillons à une 
température prédéfinie (360°C) pendant une durée allant de 5 à 8 minutes. Avant tout recuit, 
les échantillons sont nettoyés afin d’enlever tout dépôt (poussières etc.). Le mandrin est 
également dégraissé. Deux échantillons peuvent être disposés à la fois sur le mandrin. Les 




échantillons PTFE sont plaqués, serrés puis maintenus sur le mandrin à l’aide d’un mors de 
serrage. 
 
Figure 47. Photo du mandrin de frittage 
Après le frittage, des analyses DSC ont été réalisées sur les échantillons PTFE afin de vérifier 
si le traitement thermique a modifié la structure du matériau, et si le recuit réalisé en laboratoire 
permet d'obtenir des échantillons PTFE qui ont la même structure physique que les matériaux 
PTFE rubanés sur câble. Pour ce faire, les résultats de DSC d’échantillons PTFE frittés au 
laboratoire et ceux prélevés sur câble aéronautique ont été comparés. 
II.3.2 Analyse DSC 
La figure 48 présente les thermogrammes DSC obtenus à partir d’un PTFE fritté à l’échelle 
du laboratoire et un PTFE prélevé sur un câble réel avec le même protocole que celui utilisé 
dans la partie II.2.1 (deuxième scan de température). Les pics représentant les différentes 
transitions thermiques pour chaque échantillon apparaissent aux mêmes températures. Lorsque 
l’échantillon est chauffé, les premières températures caractéristiques sont observées à 18,14 °C 
et à 31,4 °C et sont liées à des transitions cristallines de PTFE, correspondant au système 
cristallin triclinique et hexagonal [22] (respectivement à 18,14 °C et 31,4 °C). La température 
de fusion du PTFE est de 324,4 °C et caractérise la disparition de la phase cristalline du PTFE 
[22]. A cette température, le PTFE se transforme en liquide visqueux. Lors du refroidissement, 
un pic de cristallisation apparaît à 313,7°C, pour tous les échantillons. 





Figure 48. Thermogramme DSC des échantillons PTFE (issus de câble et échantillon fritté) 
D’après la figure 48, le matériau fritté à l’échelle du laboratoire et le matériau du câble ont les 
mêmes transitions thermiques et la même température de fusion. Les analyses DSC permettent 
également de calculer le taux de cristallinité du matériau, en intégrant l’aire sous la courbe lors 
de la rampe de montée en température. Le taux de cristallinité d’un matériau fritté en laboratoire 
est de l’ordre de 33 % (moyenne de trois mesures), tandis que celui du PTFE provenant du câble 
est de 33,5 %. L’enthalpie de fusion considérée pour le PTFE 100% cristallin est de 82 J/g [47]. 
La différence de 0,5% est dans l’erreur de mesure. Il est à noter que plusieurs durées de frittage 
ont été testées (de 5 à 8 min), donnant les mêmes caractéristiques thermiques que celles 
présentées dans la figure 46 pour un PTFE fritté en laboratoire, et les mêmes transitions 
thermiques. Le taux de cristallinité et les différentes transitions thermiques sont également 
cohérents avec les données trouvées dans la littérature [22]. Le frittage effectué en laboratoire 
permet donc d’obtenir un échantillon de PTFE ayant les mêmes transitions thermiques que celui 
rencontré directement sur un câble aéronautique.  
II.3.3 Mesures de courant 
 
En appliquant le protocole défini en II.1.2 (figure 32 b), la figure 49 montre les transitoires 
de courant en fonction du temps, pour différents champs électriques appliqués et à température 
fixée à 20°C. Deux régions caractérisent ce courant : une décroissance à temps court et une 
autre décroissance moins accentuée à temps plus longs. Pour des champs électriques 




relativement importants, le transitoire de courant semble plus rapide, la pseudo-stabilisation du 
courant aux temps longs se fait plus rapidement : à 4 kV/mm, le courant est passé de 2 pA à 
environ 0,7 pA, alors qu’à 120 kV/mm le courant est passé de 0,9 nA à 0,4 nA pour une même 
durée. 
 
Figure 49. Transitoires de courant du PTFE à 20°C pour différents champs appliqués 
La décroissance du courant en fonction du temps peut être modélisée par une loi de puissance 
avec t-n comme le montre la figure 50. L’évolution de l’indice n est identique au cas du PI, avec 
une diminution en fonction du champ électrique appliqué. A 20 kV/mm, n= 0,61 et lorsque le 
champ électrique devient important (160 kV/mm), il diminue à 0,44. Un changement de pente 
est également constaté. Ceci pourrait s'interpréter par une diminution de la contribution de la 
partie dipolaire du courant sur le courant total lorsque le champ électrique augmente.  





Figure 50. J/E en fonction du temps du PTFE pour différents champs électriques à T=20°C 
La figure 51 présente le courant de polarisation et le courant de dépolarisation en fonction du 
temps pour deux champs électriques (100 kV/mm et 160 kV/mm) à une température de 20°C. 
A 100 kV/mm, la valeur du courant de polarisation et du courant de dépolarisation sont proches. 
A 160 kV/mm, on note une nette différence entre le courant de polarisation et de dépolarisation. 
A ce champ électrique, on remarque qu’à partir de 30 s, le courant de polarisation est 
indépendant du temps, et est largement supérieur au courant de dépolarisation. Il existe donc 
un seuil en champ pour le PTFE à partir duquel les phénomènes liés à la conduction sont 
dominants par rapport aux processus polaires.  
Les caractéristiques densité de courant en fonction du champ électrique ou de la température 
ont ensuite été calculées à partir des valeurs de courant prises pendant les quatre dernières 
minutes de l'étape de polarisation. 





Figure 51. Courant de polarisation (Ip) et courant de dépolarisation (-Id) du PTFE en fonction du temps 
pour 100 (a) et 160 kV/mm (b) à 20°C 
Pour des températures de 20, 50, 70 et 90°C, la caractéristique J-E en échelle log-log illustrée 
par la figure 52 montre une densité de courant indépendante de la température. Sur cette 
caractéristique, deux régions sont distinguées : une région ohmique avec une pente de 1 pour 
des champs électriques inférieurs à 100 kV/mm et une autre région super linéaire au-delà de 
100 kV/mm avec une pente de 5,76. 
 


































































































































































Pour des températures supérieures à 90°C, la caractéristique J-T présentée à la figure 53 
montre pour un champ électrique appliqué de 20 kV/mm, une densité de courant presque 
constante dans toute la plage de température. Une augmentation de la densité de courant 
apparaît à partir de 150°C, cependant elle reste peu marquée. A 140 kV/mm, la densité de 
courant reste constante jusqu’à 90°C, température à partir de laquelle elle commence à 
augmenter avec la température.  
 
Figure 53.Densité de courant en fonction de la température pour deux champs électriques appliqués 
(20 kV/mm et 140 kV/mm) pour le PTFE 
Dans la littérature, les propriétés électriques du PTFE ont été particulièrement étudiées avec 
les mesures de courant, bien qu’il ne soit pas bien spécifié si le matériau à l’étude est le même 
PTFE que celui utilisé pour nos mesures.  Sussi et al [25] ont utilisé des échantillons de PTFE 
d’une épaisseur de 130 µm métallisés avec des électrodes d’argent et ont mesuré le courant en 
fonction du champ électrique, pour des champs jusqu’à 25 kV/mm et des températures allant 
de 40 à 200 °C. Ils ont observé trois régions différentes dans la caractéristique J-E, avec un 
régime ohmique mesuré en dessous d’une valeur de champ appliquée de 2 kV/mm. Ces données 
sont loin de nos valeurs expérimentales.  
Des échantillons de PTFE de 50 µm d’épaisseur, métallisés avec des électrodes en 
aluminium et placés dans un bain d’huile, ont également été caractérisés en utilisant la mesure 
du courant à des champs électriques élevés (de 10 kV/mm jusqu’à 400 kV/mm) et à basses 
températures (jusqu’à 40 °C) [26]. La caractéristique J-E obtenue avec ces mesures montre 
quatre régions. À 20 °C, les seuils de champ électrique [26] sont situés à 20 kV/mm, 100 kV/mm 







































et 200 kV/mm. Pour un champ électrique inférieur à 20 kV/mm, le courant est ohmique. La 
deuxième région est affectée à l’effet Poole-Frenkel. Pour un champ électrique compris entre 
100 et 200 kV/mm, le courant est attribué à l’effet Schottky et la région 4 semble être liée à 
l'effet Fowler-Nordheim) [26]. Ces différents seuils diminuent avec l’augmentation de la 
température. D’après nos résultats, il n’y a qu’un seul seuil, apparaissant à 100 kV/mm à 20 °C 
par exemple. Il peut correspondre au deuxième seuil trouvé en [26]. Ce comportement différent 
en termes de valeurs de seuil peut être dû au fait que la nature du PTFE ou les conditions de 
mesure ne sont pas similaires aux nôtres. 
De la même manière que pour le PI, différentes équations de la littérature (Schottky, Poole-
Frenkel...) ont été utilisées afin d’analyser nos données, mais sans succès.  
 
II.4. Modélisation analytique de la loi de conductivité électrique des 
matériaux 
II.4.1 Ajustement des données de courant avec des lois de conductivité électrique 
existantes 
 
Nous avons vu dans les paragraphes précédents que les équations de type Schottky, Poole-
Frenkel, n’étaient pas adaptées pour reproduire le comportement du courant dans nos 
échantillons.  
La conductivité électrique du PTFE et du PI est dépendante du champ électrique et de la 
température. Pour ajuster les données de ces deux matériaux, des lois de conductivité doivent 
être établies afin d’exprimer cette dépendance en champ et en température. Un grand nombre 
de lois peuvent être trouvées dans la littérature pour décrire la variation de conductivité avec le 
champ et la température. Parmi elles, on peut citer [48] [49]: 
𝜎1(𝑇, 𝐸) = 𝐶 exp (−
𝐸𝑎
𝑘𝑏𝑇
) sinh(𝐷(𝑇)𝐸) 𝐸−1 (18) 
𝜎2(𝑇, 𝐸) = 𝐶 exp (−
𝐸𝑎
𝑘𝑏𝑇
) sinh(𝐷(𝑇)𝐸) 𝐸𝛾 (19) 





𝑒𝑥𝑝[𝛽(𝑇 − 𝑇𝑟𝑒𝑓)] (20) 




où T est la température, kB la constante de Boltzmann, E le champ électrique, Ea une énergie 
d’activation, B(T) est un paramètre dépendant de la température. Eref le champ électrique de 
référence, σref la conductivité électrique de référence, Tref la température de référence. 
T.T.N. Vu, dans sa thèse, a ajusté ses données expérimentales du XLPE et EPDM avec la loi 
décrite par (19). Dans l’ensemble de ses résultats, pour les deux matériaux, la densité de courant 
est dépendante du champ électrique et de la température et le seuil de non-linéarité est une 
fonction de la température exprimée par le terme D(T) dans l’équation. La partie sinus 
hyperbolique permet d’exprimer la variation de la densité de courant en fonction du champ 
électrique et la partie exponentielle permet, avec une énergie d’activation propre au matériau, 
d’ajuster la variation avec la température. 
A 20 kV/mm, sur une plage de température de 20°C à 200°C, la densité de courant du PTFE 
varie très peu avec la température. Il est donc impossible d'ajuster nos données avec une loi 
d’Arrhenius avec une énergie d’activation Ea. Il en est de même pour le PI pour des 
températures allant de 20 à 90°C. La figure 55 montre néanmoins les caractéristiques J-E et J-
T obtenues pour du PI avec les équations (19) et (20). La figure 54a) montre que l’équation (19) 
reproduit presque l’ensemble des données en champ électrique pour une température de 50°C 
contrairement à l’équation (20) dont les valeurs sont éloignées des données expérimentales sauf 
à champ électrique élevé. 
L’utilisation de ces deux lois de conductivité électrique ne permet pas d’obtenir des valeurs de 
densité de courant proches de l’ensemble de nos données expérimentales. 













 Mesures à 50°C PI
 Modèle Equation (19)





























 Mesures à 100kV/mm PI
 Modèle Equation (19)





















Figure 54. Essais d'ajustement de J-E (a) et J-T (b) avec les lois (19) et (20) pour le PI 




II.4.2 Proposition d’une loi de conductivité électrique  
 
 Les paragraphes précédents ont montré qu’il était impossible d’utiliser les différentes 
équations disponibles dans la littérature afin de modéliser nos résultats expérimentaux sur le PI 
et sur le PTFE. L’équation (21) ci-dessous est donc proposée afin de reproduire la conductivité 
électrique du PI et du PTFE. Les paramètres de l’équation (21), A, B, To, Eo et α sont détaillés 
dans le tableau 1 pour chaque matériau ainsi que les paramètres des autres équations 
précédemment utilisées. 





Tableau 1. Coefficients des lois de conductivité  
Equations Paramètres PI PTFE 
Equation (21) 
 




A (S/m) 2,3×10-16 4,5×10-16 
To (°C) 80,5 106,7 
B (K-1) 0,04 0,04 
Eo (kV/mm) 60 130 
α 3,49 6,97 
Equation (20) 
 





𝑒𝑥𝑝[𝛽(𝑇 − 𝑇𝑟𝑒𝑓)] 
σref (S/m) 8,92×10-18 2,71×10-18 
Tref (°C) 22,3 22 
Eref (kV/mm) 18,2 79,2 
β (K-1) 0,04 0,022 
ν 2,5 5,7 
Equation (19) 
 
𝜎2(𝑇, 𝐸) = 𝐶 exp (−
𝐸𝑎
𝑘𝑏𝑇
) sinh(𝐷(𝑇)𝐸) 𝐸𝛾 
C(S/m) 0,14 22,5 
D (m/V) 3,68×10-8 3,3×10-8 
Ea (eV) 0,71 0,41 
γ -0,51 -0,58 
 
Pour illustrer notre loi de conductivité, les figures 55a et 56a présentent la comparaison des 
densités de courant modélisées et expérimentales pour le PI et le PTFE en fonction du champ 
électrique pour une température de 50 °C. Avec l’équation (21) et les paramètres du tableau 1, 
les résultats de la simulation sont cohérents par rapport à l’expérience sur la gamme des champs 
électriques étudiés. Cela vaut pour des températures allant de 20 à 90 °C. Pour valider la loi de 
conductivité à des températures plus élevées (supérieures à 90°C), les densités de courant 




simulées et expérimentales ont été tracées en fonction de la température pour un champ 
électrique faible (20 kV/mm) et élevé (figures 55b et 56b). Les données de simulation 
présentent un accord relativement bon par rapport aux données expérimentales. Pour le cas du 
PI, on peut voir qu’à champ électrique élevé et à basse température, la conductivité simulée est 
inférieure à la conductivité expérimentale, mais reste acceptable. 
Pour le PTFE, l’accord entre le modèle et les données expérimentales n’est pas bon pour un 
champ électrique 20 kV/mm, où la conductivité est presque constante. Pour ce champ 
électrique, l’ajustement est cohérent pour les basses températures, mais diverge des données 
expérimentales lorsque la température augmente, pour atteindre une conductivité qui est une 
décade plus élevée que celle expérimentale. La question se pose alors de la validité de l’équation 
(21) pour adapter le comportement expérimental du PTFE. Cependant, avec d’autres équations 
telles que l’équation (19), l’ajustement était de loin moins adapté, quand on considère en même 






Figure 55. Densité de courant mesurée et ajustée par l'équation 21 pour le PTFE en fonction du 
























Figure 56.Densité de courant mesurée et ajustée par l'équation 21 pour le Kapton en fonction du 
champ électrique et de la température 
Il est à noter que deux bancs expérimentaux différents ont été utilisés pour effectuer les mesures 
sur une large plage de champs et de températures. Des différences entre les données à basse 
(banc 1, protocole 1) et à haute température (banc 2, protocole 2) peuvent être observées sur les 
figures 55b et 56b, en particulier pour les champs élevés. Même si ce premier aspect ne peut 
pas expliquer l’absence de variation de la conductivité avec la température pour un champ 
électrique bas (20 kV/mm), cela peut néanmoins expliquer la difficulté d’avoir une idée claire 
de la conductivité du PTFE avec le champ et la température. Nous avons décidé de garder 
l’équation (21) pour le PTFE, car elle reproduit la plupart des caractéristiques expérimentales 
J-E à basse température, et J-T aux champs électriques élevés. 
L’équation (21) qui est utilisée pour adapter la densité de courant expérimentale est 
composée de deux parties. La première partie décrit la dépendance en température de la 
conductivité électrique. La fonction qui a été utilisée ne comprend pas une énergie d’activation 
thermique Ea avec la loi d’Arrhenius mais tient compte d’un seuil de température et de la 
dépendance en température de la conductivité au-delà de ce seuil. La fonction de la dépendance 
du champ électrique est définie par une loi de puissance en champ au-dessus d’un seuil donné, 
en cohérence avec les interprétations classiques des caractéristiques courant/champ. 
L’expression choisie suppose qu’il n’y a pas de processus simple/dominant régissant la 
conduction macroscopique, parmi ceux trouvés dans la littérature avec différentes formules 
reflétant l’émission de Schottky, Poole-Frenkel ou d’autres mécanismes. Il ajuste globalement 




l'ensemble des données expérimentales sans donner d’informations détaillées sur le mécanisme 
dominant. 
En regardant les paramètres du tableau 1, A est une constante qui décrit la valeur de conductivité 
électrique initiale lorsque le champ et la température sont bas. To définit le seuil à partir duquel 
la conductivité commence à augmenter avec la température et B le rapport d’augmentation de 
la conductivité au-delà de ce seuil. Au niveau de la dépendance en champ électrique de la 
conductivité, Eo définit le seuil de champ pour la région de conductivité non linéaire et α reflète 
le taux de changement de conductivité au-delà de ce champ. A partir du seuil de température 
ou de champ électrique, la conductivité devient deux fois plus élevée que celle à basse 
température ou bas champ. Cela permet de comparer facilement les caractéristiques des 
différents matériaux. 
Le seuil de température est plus bas (80 °C) pour le PI que pour le PTFE (106,7 °C), ce qui 




Des analyses DSC ont été effectuées sur des échantillons PI et PTFE. Elles ont permis de 
déterminer les transitions thermiques pour chacun de ces matériaux. Pour le PI, les transitions 
thermiques trouvées sont attribuées particulièrement à la colle FEP qu’il contient. 
Contrairement à d’autres échantillons PI, aucun pic caractéristique d’une perte d’humidité n’a 
été détecté dans les résultats DSC. Ceci est peut-être dû au fait que nos échantillons PI ne 
présentent pas un taux d’absorption d’eau important. 
Des mesures de courant ont été effectuées pour les matériaux PI et PTFE, tous deux utilisés 
comme isolants dans les câbles aéronautiques HVDC, afin de caractériser leur comportement 
en ce qui concerne le champ électrique et la température.  
Les transitoires de courant de polarisation et de dépolarisation ont permis de montrer que pour 
une température de 20°C le courant de dépolarisation est dominant pour des champs électriques 
bas (<40 kV/mm pour le PI et <100 kV/mm pour le PTFE). A 20 kV/mm, pour des températures 
élevées (>=140°C pour le PI), le courant de polarisation est plus important que le courant de 
dépolarisation. Pour des champs électriques et températures supérieurs aux seuils, la différence 
du courant de polarisation et du courant de dépolarisation donne le courant de conduction qui 
est invariant dans le temps. 




Les caractéristiques de courant/champ montrent un seuil en champ à environ 40 kV/mm pour 
le PI et à 100 kV/mm pour le PTFE, pour des températures relativement basses jusqu’à 90 °C. 
Selon les résultats sur le PI, le seuil en température est d’environ 160 et 110 °C, respectivement 
pour 20 kV/mm et 100 kV/mm.  
Les mécanismes connus tels que Schottky et Poole-Frenkel n’ont pas permis d’interpréter les 
mécanismes en jeu dans les matériaux que ce soit pour le PI ou pour le PTFE. Des lois de 
conductivité électrique trouvées dans la littérature ont été utilisées pour ajuster toutes nos 
données expérimentales en champ et en température pour les deux matériaux. Ces modèles 
n’ont pas été concluants pour nos deux matériaux sur l’ensemble du domaine de champs 
électriques et températures exploré.  
L’équation de conductivité électrique que nous avons proposée a permis de reproduire la 
conductivité électrique du PI et du PTFE et elle servira également de donnée d’entrée dans un 
modèle macroscopique pour simuler la distribution du champ électrique et l’accumulation de 














III. Modélisation macroscopique 
Les phénomènes physiques rencontrés dans les câbles sont régis par des lois exprimées par 
des équations aux dérivées partielles comportant plusieurs variables d’espace et de temps ainsi 
que des variables liées aux propriétés électriques et thermiques des matériaux. La résolution 
des équations aux dérivées partielles telles que l’équation de Navier-Stockes en Mécanique des 
fluides, les équations de Maxwell en électromagnétisme, l’équation de la chaleur en thermique 
est difficilement effectuée par une approche analytique vu la complexité des problèmes 
rencontrés ainsi que les diverses physiques qui opèrent, sans oublier les différentes géométries 
complexes à modéliser. La méthode des éléments finis est un moyen permettant d’avoir des 
solutions approchées. Elle est basée sur la reformulation des équations aux dérivées partielles 
en fonctions par morceaux (discrétisation) dans un espace défini [50]. Le logiciel Comsol 
Multiphysics® offre cette possibilité de résolution numérique par la méthode des éléments finis 
et permet grâce à différents modules, de modéliser différentes physiques avec une possibilité 
d'adapter des géométries complexes en 1D, 2D ou 3D [51] [52] avec précision. COMSOL 
Multiphysics® offre la possibilité de modéliser plusieurs problèmes en proposant des modules 
dédiés (Courant électrique, Transfert de chaleur, Ecoulement, Transport d’espèces diluées…). 
Le maillage est une étape déterminante dans la modélisation plus particulièrement pour des 
géométries complexes. Avec ce logiciel, il est possible d’adapter le maillage afin d’avoir des 
résultats précis et fiables lors du post-traitement.   
Nous allons détailler dans ce chapitre les différents modules utilisés, les équations résolues lors 
de notre étude, ainsi que les conditions limites et les problèmes rencontrés lors du 
développement numérique des modèles. 
 
III.1. Environnement technique : Physiques et équations utilisées 
Dans les chapitres précédents, nous avons présenté les différents matériaux étudiés sur 
lesquels des mesures de courant ont été effectuées. Une loi de conductivité électrique a été 
proposée grâce aux données de mesures de courant. Cette conductivité est la donnée de base 
principale utilisée pour modéliser le comportement des isolants PI et PTFE sous contrainte DC. 
Dans ce chapitre, nous allons aborder la modélisation macroscopique. Cette approche 
macroscopique est uniquement basée sur la conductivité électrique. Elle ne détaille pas la 
génération de porteurs de charges aux électrodes, leur nature (électrons, trous, ions), ni leur 





microscopiques. Le logiciel utilisé est Comsol Multiphysics®, ce qui se justifie par la nécessité 
de résoudre des équations non-linéaires qui n’admettent pas de solutions analytiques 
appropriées. Il permet aussi de modéliser des géométries complexes et de coupler différentes 
physiques, ici grâce aux modules thermique et électrique. Cette approche utilisant la méthode 
des éléments finis est couramment appliquée dans la modélisation des phénomènes existant 
dans les câbles et les accessoires destinés aux systèmes HVDC [53], [54]. Par exemple, Frank 
Mauseth et al [53] ont étudié la distribution du champ électrique dans des câbles HVDC 
terrestres. Avec une modélisation basée sur la conductivité électrique des matériaux de câbles 
HVDC terrestres, ils ont étudié la charge d’interface dans un modèle bicouche ainsi que la 
distribution du champ électrique dans le câble soumis à un gradient thermique, ainsi que dans 
les jonctions de câbles. Dans sa thèse, T.T.N. Vu [8] a étudié la distribution du champ électrique 
et la cinétique d'établissement de la charge d’interface pour des câbles HVDC terrestres en 
utilisant dans un premier temps un modèle bicouche plan XLPE/EPDM et dans un second temps 
des configurations géométriques représentant des câbles réels. Toutes ces études montrent des 
résultats relativement cohérents comparés à des mesures expérimentales, de charge d’espace 
notamment [48] [55] [56], et permettent de montrer que la modélisation macroscopique, bien 
que simple dans ses hypothèses, permet de prévoir la distribution de champ électrique en 
fonction de la tension et de la température pour des systèmes relativement complexes. 
Dans notre cas, nous allons aborder la même approche en l’appliquant à nos matériaux isolants 
utilisés en aéronautique, en partant d’un modèle bicouche plan et en l'étendant à des modèles à 
géométrie cylindrique représentatifs du câble aéronautique.  
Les deux types de modèles développés sont détaillés ci-dessous :  
-  Un modèle bicouche plan constitué d’une couche de PI d’épaisseur 31 µm superposée 
à une couche de PTFE d’épaisseur 76,2 µm. La modélisation est faite en 2D. Ce modèle 
a été développé afin de confronter les résultats du modèle avec des cas réels, mesurables 
à l’échelle du laboratoire. En effet, il est facile de mettre en œuvre des matériaux 
bicouches expérimentalement et de mesurer le courant dans ces sandwichs, et ce pour 
des champs électriques et des températures relativement élevés. Dans ce modèle, 
différents champs électriques et températures ont été appliqués. Le potentiel électrique 
est appliqué sur la couche PI et la référence de masse est sur la face inférieure du PTFE, 






Figure 57. Modèle bicouche plan PI/PTFE 
 
- Un modèle à géométrie câble inspiré du câble aéronautique DR16 présenté à la figure 
58. Il est composé de multicouches de PI et de PTFE d’épaisseurs totales respectives 42 
µm et 186 µm. Ce modèle correspond à un cas réel. Certaines mesures de courant sur 
câbles aéronautiques, effectuées précédemment au laboratoire [57], pourront servir de 
validation à ce modèle cylindrique, développé en 2D. Il est cependant difficile à l’heure 
actuelle de mesurer des courants sur câbles pour des champs électriques et/ou des 
températures élevées. Dans ce cas, le modèle, s’il est validé avant, pourra prédire la 
distribution en champ pour de tels cas.  
 







Pour tous les modèles câbles, le potentiel électrique est appliqué sur le conducteur du câble 
(monoconducteur cylindrique ou multi-brins, métalliques). La référence de masse est appliquée 
sur la surface du câble. La température dans le câble est modélisée à partir du courant électrique 
qui traverse le conducteur. Un flux de chaleur est généré dans l’âme du câble par effet Joule. 
Ainsi au niveau de la surface du câble, un flux de chaleur convectif est appliqué afin de prendre 
en compte les interactions avec le milieu extérieur du câble. 
Dans ce chapitre, nous présentons les problématiques rencontrées lors de la résolution pour 
les géométries plane et câble. Nous présentons ensuite des résultats de résolution sur le modèle 
bicouche en étudiant le maillage et son impact sur le calcul du champ électrique. Le cas de la 
géométrie du modèle câble sera étudié également en partant d'un cas simplifié monoconducteur 
puis en passant à un modèle plus représentatif de la géométrie du câble. Pour chacun de ces 
deux modèles, la modélisation de la température et de la distribution du champ électrique sera 
présentée. Les simulations ont été effectuées à partir d’un poste dont les caractéristiques sont 
les suivantes : Optiplex 7050 avec un processeur intel(R) core (TM) i7-7700 CPU@ 3.60 GHz 
; avec une mémoire RAM de 32 Go ; Système d’exploitation 64 bits, processeur x64. 
Les résultats de simulation des modèles bicouche et câble seront abordés dans le chapitre IV. 
III.1.1 Calcul de la température 
 
Lorsqu’il existe une différence de température dans un système, un transfert de chaleur 
s’opère et est décrit par un déplacement d’énergie thermique d’un point du système à un autre. 
On distingue principalement trois mécanismes qui régissent le transfert de chaleur : 
- La conduction thermique qui est un mode de transfert de chaleur dans un milieu opaque, 
sans déplacement de matière sous l’effet d’une différence de température. 
- La convection qui est un transfert de chaleur entre un solide et un fluide (par exemple 
l’air), l’énergie étant transmise par déplacement du fluide. On distingue la convection 
naturelle ou libre dans laquelle le fluide est mis en mouvement sous le seul effet de la 
différence de masse volumique résultant de la différence de température au niveau des 
frontières. Quant à la convection forcée, le mouvement du fluide est induit par une cause 
autre que la différence de température (ventilateur, pompe). 





La modélisation de la température sous Comsol Multiphysics®, pour le modèle câble 
uniquement, se fait en temporel, et peut prendre en compte les 3 mécanismes ci-dessus. 




= ∇. (k∇T) + Q 
 
(22) 
Où Cp est la chaleur spécifique (ou capacité thermique) à pression constante, ρp est la densité 
du matériau, k est la conductivité thermique et Q est la chaleur générée par effet Joule à partir 
du conducteur du câble. L’équation (22) est composée de trois termes. Le premier, qui est lié 
au temps, désigne l’accumulation de chaleur. En régime permanent, l’équation devient : 
−∇. (k∇T) = Q 
 (23) 
Cette source de chaleur Q (exprimée par unité de longueur du câble) est liée au courant 





Où I est le courant électrique, A est la section du conducteur et ρcu est la résistivité électrique 
du cuivre dépendante de la température. Elle est exprimée par l’équation suivante : 
ρcu = ρ0(1 + α(T − T0)) (25) 
Avec ρ0 la résistivité électrique du cuivre à la température T0 (20°C) et α le coefficient de 
température (3,83.10-3 K-1 pour le cuivre). 
La distribution de la température dépend également des conditions limites appliquées aux 
frontières du modèle (Dirichlet ou Neumann).  
Une partie de la chaleur générée par le câble se dissipe dans le milieu extérieur par convection. 
Le flux de chaleur échangé par convection est approximé par la loi de Newton, donnée par 
l’équation 26 : 
 
qC = hS(Tinf − T𝑠) 
 
(26) 
Où S est l’aire de contact solide/fluide, Tinf est la température loin de la surface du solide et Ts 
est la température de surface du solide, h est le coefficient de transfert de chaleur par convection 
en W/m²/K. Il dépend de la nature du fluide, de sa température, de sa vitesse et des 
caractéristiques géométriques de la surface de contact entre le solide et le fluide. Le coefficient 
d’échange convectif h, exprimé par l’équation 27, est déterminé à partir de corrélations du 








  (27) 
Où D est la dimension caractéristique de la géométrie considérée. Dans le cas d’un câble, la 
dimension caractéristique correspond à son diamètre et le nombre de Nusselt est approximé par 
la relation suivante (d’après la corrélation de Churchill [58]) : 
 





















Avec RD le nombre de Reynolds qui caractérise la nature de l’écoulement du fluide et Pr le 
nombre de Prandtl qui indique la prédominance entre la diffusivité thermique et le profil de 
vitesse du fluide. 
A propos du rayonnement thermique, le paramètre d’émissivité de surface du solide ϵp permet 







Où Tinf et Ts ont déjà été définies et σs=5,67.10-8 W/m²/K-4 est la constante de Stefan. 
Le tableau 2 recense les grandeurs électriques et thermiques des matériaux utilisés lors de la 
simulation. 















PI 0,15 1100 0,9 
18 
Définie au 
chapitre 2 PTFE 0,24 1050 0,92 












III.1.2 Calcul du champ électrique 
 
Le module ‘courants électriques’ permet de modéliser la répartition du champ électrique, la 
densité de charge et le courant électrique à partir d’équations différentielles (équation de 
Maxwell, équation de continuité). Il est utilisé pour le modèle bicouche ainsi que pour le modèle 
câble. En présence de charges dans le matériau, l’équation de Maxwell - Gauss permet de 
donner la relation entre le champ électrique et la charge dans le matériau. Le jeu d’équations 
résolu par ce module Comsol est le suivant : 
∇. (𝜀𝐸) = 𝜌 (30) 
𝜕𝜌
𝜕𝑡
= ∇. 𝑗 (31) 
𝐽 = 𝜎(𝐸, 𝑇). 𝐸 (32) 
Où ε est la permittivité du matériau, E le champ électrique, ρ est la densité de charge, J la densité 
de courant, σ la conductivité électrique et T la température. La résolution se fait aussi en 
temporel, selon la variable t. 
La résolution des équations (30), (31) et (32) dans le cas d’un matériau avec une conductivité 
électrique constante indépendante du champ électrique et de la température donne l’expression 





𝜌 = 0. Ainsi 
l’évolution de la densité de charge en fonction du temps est donnée par 𝜌(𝑡) = 𝜌0𝑒−
𝜎𝑡
𝜀⁄ . 
Connaissant les propriétés électriques du matériau (σ et ε), la densité de charge peut être 
déterminée. Cependant dans le cas d’un matériau dont la conductivité électrique est fonction de 
la température et du champ électrique, l'estimation de l’évolution de la charge devient une tâche 
plus difficile. En résolvant les équations (30), (31) et (32), l’expression de la charge est donnée 










La résolution analytique de ces équations est difficile compte tenu de leur nature mais 
également de la non-linéarité de la conductivité électrique en fonction du champ et de la 
température. L’utilisation du module courant électrique permet d’avoir une résolution 





De plus, conjuguée à des géométries cylindriques complexes et à d’autres physiques comme le 
transfert de chaleur, l’utilisation d’une résolution numérique devient indispensable afin de 
pouvoir prédire le champ électrique et la charge d’interface. 
III.2. Résolution numérique des modèles et conditions limites 
Dans cette partie, nous allons aborder la résolution numérique des modèles bicouche plan 
et câble en faisant un focus sur le maillage des modèles et son impact sur le champ électrique 
calculé. Nous allons également tester des conditions aux limites appliquées sur les modèles 
câbles pour modéliser la température. Différents tests ont été effectués sur les modèles en 
appliquant les conditions limites décrites par le tableau 3. 
Tableau 3. Conditions limites des modèles bicouche plan et câble 
Conditions limites Modèle bicouche 
plan 
Modèles câbles 
Tension appliquée Uapp (V) Sur la face du PI 
Brins métalliques/Conducteur 
plein 
Référence de masse 0V Sur la face du PTFE 
Surface du câble/Référence 
de masse définie 
Température T(°C) 
Homogène dans la 
bicouche 
 






h (W/m²/°C) Surface du câble 
Température à la 
surface du câble 
Ts (°C) 
Variable en fonction du 
courant circulant dans le 




Variable en fonction des 
conditions limites appliquées 
 
III.2.1.  Modèle bi-couche 
III.2.1.1. Géométrie du modèle bi-couche et conditions aux limites 
 
Le modèle bicouche est composé par la superposition d’une couche de PI et de PTFE 





permittivités supposées indépendantes du champ électrique et de la température, i.e. la 
modélisation macroscopique ne tient pas compte des mécanismes dipolaires. Les expressions 
de la conductivité électrique utilisées pour les matériaux (PI et PTFE) sont celles exprimées 
dans le chapitre 2 (Voir Tableau 1). 
Dans la partie expérimentale abordée au chapitre 2, les échantillons PI et PTFE que nous avons 
utilisés pour les mesures de courant ont une largeur de 4 cm, ce qui représente plus de 300 fois 
l’épaisseur de l’échantillon bicouche, de sorte que l'on considère être en géométrie 1D. Le but 
de la modélisation est d’obtenir des résultats représentatifs du comportement des échantillons 
bicouches utilisés dans les mesures de courant en prenant en compte les propriétés électriques 
des isolants mais aussi leurs dimensions (épaisseur et largeur).   
Nous avons modélisé les dimensions réelles de l’échantillon avec une épaisseur de 107,2 µm et 
une largeur de 4 cm. La tension est appliquée sur la face du PI, la référence de masse prise sur 
le côté du PTFE. Sur les bords du modèle, des conditions d’isolation électrique sont appliquées. 
La température est supposée constante dans tout le modèle. Le temps de calcul à partir de ce 
modèle est de 60 minutes. Pour une géométrie simple, ce temps de calcul s’avère très élevé, 
raison pour laquelle, nous avons envisagé de faire une réduction du modèle en ne considérant 
pas toute la largeur de l’échantillon. L’idée serait de trouver une largeur adéquate réduite qui 
permettrait d’avoir les mêmes résultats que si on avait considéré toute la largeur. En procédant 
à une réduction du modèle, un facteur important est à considérer : les conditions aux frontières 
du modèle, qui, lorsqu’elles ne sont pas prises en compte, induisent des erreurs lors du calcul. 
Dans ce cas de figure, COMSOL offre la possibilité d’appliquer des conditions de symétrie qui 
sont utilisées de manière générale dans l’approximation d’un système de grande taille en 
utilisant une portion de ce système lorsque ce dernier présente une symétrie par rapport à un 
plan. Ceci permet de réduire de manière significative la taille du modèle. 
Ce choix de réduire le modèle en appliquant des conditions de symétrie est important car nous 
nous plaçons dans des conditions où les erreurs de simulation sont réduites. Avec une largeur 
de 300 µm, le temps de calcul est réduit à 1 minute et nous obtenons des résultats similaires au 
modèle avec une largeur de 4 cm.  
Les conditions limites appliquées sont les suivantes : 
- La tension est appliquée du côté du PI  
- Sur les bords du modèle, une condition de symétrie est appliquée 





- La température est supposée constante dans tout le modèle bicouche 
Avec l’utilisation de modules dédiés pour les différentes physiques utilisées, la recherche de 
solution approchée au problème se fait par méthode de discrétisation par maillage prenant en 
compte les conditions aux limites. Le principe est de discrétiser le système en question en sous 
domaines qu’on appelle éléments. Sur chacun de ces éléments, un « bout » de fonction solution 
sera interpolé par des fonctions de base (linéaire, quadratique, cubique…) pour donner une 
fonction solution dans l’ensemble du système. A ce stade, le nombre d’éléments du maillage et 
le choix des fonctions d’interpolation semblent importants dans la recherche de solution. Pour 
notre cas, compte tenu de l'ordre des équations aux dérivées partielles à résoudre, nous avons 
choisi une interpolation quadratique. 
III.2.1.2. Impact du maillage sur le calcul du champ électrique 
 
Nous allons étudier la distribution du champ électrique dans le modèle bicouche en 
appliquant une tension de 4288 V sur la face du PI et une température de 50°C avec des 
maillages différents (grossier et fin) dans le modèle et à l’interface PI/PTFE (maillage non 
raffiné et maillage raffiné). L’objectif est d'évaluer l’impact du maillage sur les valeurs de 
champ électrique obtenues. 
La figure 59 montre la distribution de champ électrique dans le modèle bicouche pour un 
maillage fin et un maillage grossier respectivement avec une taille d’élément de maillage de 2 
µm (16 éléments sur l’épaisseur du PI et 35 éléments sur le PTFE) et 30 µm (1 élément sur le 
PI et 2 éléments sur le PTFE). Le maillage n’est pas uniforme dans l’ensemble du modèle, un 
raffinement est effectué à l’interface PI/PTFE. Nous observons que les valeurs de champ 
électrique maximal sont différentes : 45,1 kV/mm dans le premier cas contre 45,6 kV/mm dans 
le PI pour le maillage raffiné. Cette différence de champ électrique est également observée dans 
le PTFE avec un champ électrique de 37,3 kV/mm pour un maillage grossier et 37,7 kV/mm 
pour un maillage raffiné. La variation du champ électrique dans les isolants en fonction du type 
de maillage est de l’ordre de 1%, ce qui reste tolérable.  
Il est possible de calculer analytiquement les champs électriques dans le modèle bicouche avec 
les équations de conservation de la densité de courant et la loi de Gauss connaissant les valeurs 
de conductivité électrique des isolants, les épaisseurs des isolants et la tension appliquée.  





𝐸1𝑑1 + 𝐸2𝑑2 = 𝑉 𝑒𝑡 𝜎1𝐸1 = 𝜎2𝐸2 permet d’obtenir un champ électrique de 45 kV/mm et 37 
kV/mm respectivement dans le PI et le PTFE en considérant des conductivités électriques 
homogènes, indépendantes du champ électrique, calculées à partir des valeurs de champs 
obtenues pour le maillage grossier (σPI=4.10-16 S/m et σPTFE=4,9.10-16 S/m). Ces calculs 
analytiques concordent avec les valeurs de champ électrique obtenues à la figure 59 dans les 
deux cas de maillage. En revanche, nous remarquons que la variation du champ électrique à 
l’interface est plus accentuée dans le cas où l’interface n’a pas été finement maillée. L’erreur 
effectuée sur la valeur du champ à l’interface est donc plus petite dans le cas du maillage fin. 
La valeur de la charge d’interface calculée étant directement liée à la valeur des champs de 
chaque côté de l’interface, celle-ci est donc importante pour la suite de nos travaux.   
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Figure 59. Champ électrique dans le modèle bicouche en fonction du type de maillage effectué 
 
Dans la suite, pour les simulations avec le modèle bicouche, ce maillage fin à l’interface 
PI/PTFE sera utilisé comme le montre la figure 60 qui illustre un zoom de la géométrie et le 
maillage du modèle bicouche. Le maillage choisi est constitué d’éléments triangulaires de taille 
maximale 2 µm avec en option le choix du niveau de raffinement à l’interface des deux couches 





est important dans la mesure où les équations aux dérivées partielles utilisées peuvent varier 
rapidement au niveau de cette interface comme nous l’avons vu précédemment. 
 
Figure 60. Zoom sur le maillage du modèle bicouche plan PI/PTFE 
Les résultats de simulation obtenus pour ce modèle ainsi que ses conclusions seront présentés 
dans le chapitre IV. 
 
III.2.2. Modèle câble : thermique 
Nous avons vu dans le chapitre 2 que la distribution de la température dans un câble, calculée 
à partir de l’équation (2), est fonction du rayon du câble, et n’est donc pas homogène dans les 
isolants. Elle dépend des conditions limites imposées dans le câble (courant électrique qui y 
circule) et de son milieu extérieur. Ainsi il peut exister un gradient de température entre le rayon 
interne du câble et sa surface. La modélisation de la température du câble ainsi que l’impact de 
ce gradient de température sur la distribution du champ électrique sont donc à considérer 
compte tenu de la variation de la conductivité électrique des isolants en fonction de la 
température. 
Dans la littérature, la modélisation du transfert thermique peut s’effectuer de manière 
différente selon la nature du système à modéliser. Dans le cas d’un écoulement de fluide dans 
l’environnement extérieur ou intérieur du système (exemple du refroidissement ou 
d’écoulement d’air en milieu isotherme ou non-isotherme), la nature de l’écoulement (laminaire 
ou turbulent) est importante à prendre en compte [59], [60] ainsi que les paramètres du fluide 





d’une condition aux limites (de Dirichlet ou Neumann) est suffisante pour déterminer la 
distribution de la température. Li et al. [61] ont rapporté dans leur étude un modèle pour prédire 
la distribution de la température dans un câble en appliquant des courants électriques dans le 
câble. Ils ont utilisé un logiciel pour la simulation numérique tenant compte de l’interaction du 
câble avec le milieu extérieur, i.e. les phénomènes de conduction et de convection thermique. 
De même, Manjang et al. [62] ont également étudié la distribution de la température dans un 
câble XLPE 70 kV avec la méthode des éléments finis avec la même méthode que Li et al. [61]. 
Dans les études citées ci-dessus, la modélisation de la température est effectuée en prenant en 
compte les échanges avec le milieu environnant du câble (conduction, convection et 
rayonnement) dans les conditions limites, sans représenter la géométrie du milieu extérieur. 
Cependant des études ont été faites sur la distribution de la température du câble en modélisant 
les phénomènes d'échange thermique avec l’environnement de fonctionnement et en 
représentant la géométrie de cet environnement [63] [64] [65]. L’écoulement de fluide, la nature 
ainsi que les paramètres du fluide (vitesse, température…) ont été pris en compte dans ces 
études comme dans le cas des travaux cités en [59] [60]. Ces deux approches montrent qu’il 
n’est pas forcément nécessaire de représenter l’ensemble du milieu extérieur du câble une fois 
que toutes les conditions limites (conduction, convection et rayonnement) sont prises en compte 
dans la modélisation. Dans des situations où des cas de ventilation ou de non-ventilation du 
milieu extérieur du câble sont à étudier, la représentation de la géométrie entière du système 
(câbles et milieu extérieur) est obligatoire (exemple de câbles dans un tunnel ventilé ou non). 
Dans notre cas, les modèles câble ont été inspirés de géométries de câbles réels rencontrés dans 
l’aéronautique tels que le DR16 et le DR8. Le câble DR16 est constitué d'un conducteur de 1,45 
mm de diamètre (Figure 58). Il est isolé par plusieurs couches de PI d’une épaisseur totale de 
41 μm et de plusieurs couches de PTFE d’une épaisseur totale de 185 μm. Des mesures de 
température ont été préalablement effectuées par Safran sur des câbles DR16 en y faisant 
circuler des courants de 15, 25 et 50 A. Plusieurs capteurs de température ont été disposés sur 
le câble, qui est installé dans une enceinte hermétique. Les températures respectives mesurées 
sont de 40°C, 75°C et 233°C à la surface du câble. 
Dans un premier temps, nous avons voulu nous assurer de la modélisation correcte de la 
température au sein du câble. Le choix des conditions limites du modèle est primordial dans la 
modélisation de la distribution de température au sein du câble et conditionne également la 
distribution du champ électrique dans le câble. En effet, un courant traverse le conducteur du 





câble. Selon qu’on impose une température à l’air extérieur ou qu’on applique un flux convectif 
sur le câble, la configuration du modèle peut changer et les résultats obtenus peuvent être 
différents.  
III.2.2.1.  Modélisation d’un gap d’air extérieur au câble 
 
Lors de leur fonctionnement, les câbles sont soumis à des contraintes environnementales 
qui dépendent de leur localisation. Ils peuvent se trouver dans des environnements avec des 
températures ambiantes élevées avec des circulations d’air dans le cas d’équipements à 
proximité de réacteurs par exemple. La modélisation thermique de certains dispositifs nécessite 
la prise en compte de l’environnement extérieur, nous pouvons citer le cas des échangeurs 
thermiques [66] [67]. 
Dans cette partie, nous allons modéliser un gap d’air d’épaisseur dair extérieur au câble avec 
lequel nous considérons une température Tinf de 20°C en surface du gap afin de prendre en 
compte l’extérieur du câble. Nous avons pour cela utilisé les hypothèses les plus simples, à 
savoir un conducteur monobrin, et une seule couche de PI et de PTFE, respectivement 
d’épaisseur 41 et 185 µm. Le diamètre du conducteur est de 1,45 mm ; le câble est parcouru par 
un courant de 15 A. Les échanges thermiques se font par convection et rayonnement entre la 
surface du câble et le gap d’air, et par conduction thermique dans le gap d’air, la valeur du 
coefficient associé étant donnée dans le tableau 2. Dans ce cas, seul le module Heat Transfer a 
été utilisé pour ces simulations. Plusieurs tests ont été effectués en faisant varier l’épaisseur du 







Figure 61. Modélisation du câble avec prise en compte de gap d'air  
 
L’épaisseur du gap d’air pour les tests varie de 0,5 mm à 4 mm. La figure 62 montre la 
température obtenue sur la surface du câble pour différents courants appliqués (15 A, 25 A, 
50A) en considérant plusieurs épaisseurs de gap d’air.  
Pour une épaisseur de 0,5 mm, la température à la surface du câble est de 26°C, 35,6°C et 80°C 
respectivement pour 15 A, 25 A et 50 A. Avec cette épaisseur de gap d’air et pour 15 A, la 
température à la surface du câble est proche de celle à la surface du gap d’air avec une différence 
de 6°C. Ce résultat est justifié du fait de la distance câble-gap d’air très faible. Pour une 
épaisseur de gap d’air de 3,1 mm, nous obtenons une température de 40°C et 72°C à la surface 
du câble pour des courant de 15 A et 25 A, ce qui correspond aux résultats obtenus par mesure 
pour ces mêmes courants. Cependant lorsqu’on applique un courant de 50 A, avec cette 
épaisseur d’air, la température du câble prévue par le modèle est de 199°C. L'écart de 34°C 






























































Figure 62. Température à la surface du câble vs. Courant appliqué pour différentes valeurs de gap d'air 
en régime stationnaire 
Lorsque le gap d’air devient plus grand, nous observons une augmentation de température dans 
le câble. La figure 63 montre la température à la surface du câble en fonction de l’épaisseur de 
gap d’air pour un courant appliqué de 15 A. La température du câble augmente continûment 
avec le gap pour atteindre une valeur stable de 65°C pour un gap d’air d’épaisseur au-delà de 
60 mm. Cependant avec ce gap d’air de 60 mm, les températures calculées sont très éloignées 
de celles obtenues par mesure comme nous l’avons remarqué pour un courant de 15A. Pour un 
courant de 25 A et 50 A, la température calculée à la surface du câble est respectivement de 
133,4°C et 387°C correspondant à des écarts de température par rapport à la mesure de 58,4°C 
et 154°C. Ces écarts de température sont très grands et par conséquent cette modélisation avec 
la prise en compte de la géométrie du milieu extérieur du câble ne permet pas de prédire 
correctement la distribution de la température dans le câble. D’autres physiques devraient être 













































Epaisseur de gap d'air (mm)
 
Figure 63. Température à la surface du câble vs. Epaisseur de gap d'air pour un courant de 15 A en 
régime stationnaire 
Finalement nous retenons que la seule prise en compte du gap d’air ne suffit pas pour 
modéliser la température dans le câble. Ainsi, pour modéliser la température dans le câble avec 
son environnement extérieur (gap d’air), il serait nécessaire de prendre en compte en plus du 
gap d’air extérieur, un flux d’air extérieur, sa circulation (vitesse, température et type 
d’écoulement d’air). Cette modélisation serait ainsi possible en combinant le module Heat 
Transfer à un autre module appelé Laminar flow avec lequel d’autres physiques liées au milieu 
extérieur peuvent être prises en compte. D’autre part, une autre difficulté réside toujours dans 
la prise en compte d'un gap d’air dans les modélisations, car il faut dans ce cas mailler 
correctement l’air extérieur, ce qui induit une augmentation très significative du temps de 
calcul. Nous ne retiendrons pas cette configuration dans la suite de nos simulations.  
 
III.2.2.2. Modélisation avec flux convectif effectif à la surface du câble 
 
Afin de modéliser correctement la température à l’intérieur du câble, un second modèle a 
été considéré. La géométrie modélisée est présentée à la Figure 64 toujours pour un conducteur 





d’échange thermique déterminé à partir des dimensions du câble avec l’équation 26. Le 
rayonnement est également pris en compte dans la modélisation. Le câble est parcouru par un 
courant au niveau du conducteur générant une source de chaleur Q. La température extérieure 
est de 20°C 
 
Figure 64. Géométrie modélisée avec flux convectif à la surface du câble 
 
La figure 65 montre les températures obtenues sur la surface du câble pour différents courants 
appliqués dans l’âme du câble. Elles sont comparées avec les mesures effectuées sur câble. Pour 
un courant de 15 A, la température simulée est de 40,9°C, et elle est proche de celle mesurée 
(40°C). 
A 25A et 50 A, nous observons un écart respectif de 4°C et de 19°C entre la mesure et la 
simulation. Le modèle a tendance à diverger quand on monte en température, ceci peut être 
expliqué par la simplification de la nature de l’âme conductrice du câble i.e. sans prise en 
compte des brins métalliques et des gaps d’air interbrins. Malgré ces écarts de température à 
haute intensité de courant, cette approche avec laquelle nous appliquons un flux convectif à la 
surface du câble semble être la voie la plus simple et la plus apte à donner des résultats de 
simulation corrects. La géométrie du modèle est simplifiée et le temps de calcul réduit grâce à 









Dans la suite, pour les modèles câbles, le gap d’air à l’extérieur du câble n’est pas modélisé, un 
flux de chaleur convectif sera appliqué à la surface du câble pour modéliser l’échange thermique 
avec le milieu extérieur. 






















Figure 65. Température à la surface du câble en fonction du courant avec le modèle monobrin en 
régime stationnaire 
 
Les résultats de simulations décrits précédemment ont été obtenus avec une étude en régime 
stationnaire. Pour connaitre la durée à partir de laquelle la température dans le câble devient 
stationnaire, nous avons effectué une étude en temporel afin de prédire l’évolution de la 
température du câble dans le temps. La figure 66 montre la température à la surface du câble en 
fonction du temps pour un courant appliqué de 15 A. A t = 0 s, la température est de 20°C et 
elle augmente dans le câble au cours du temps. Ces résultats nous montrent que le régime 








































Figure 66. Température du câble en fonction du temps en étude temporelle pour un courant de 15 A 
 
La simulation en étude temporelle permet ainsi de voir l’évolution de la température mais elle 
demande beaucoup plus de temps de calcul (11 minutes) comparée à l’étude stationnaire (1 
minute). La température obtenue au bout de 11 minutes est identique à celle en régime 
stationnaire pour les mêmes conditions de simulation. 
Afin de minimiser les écarts de température entre la modélisation et les résultats 
expérimentaux de température, des simulations ont ensuite été effectuées, toujours pour valider 
notre modèle de température, sur un conducteur multibrin en considérant les mêmes conditions 
de simulation que sur un conducteur monobrin. Les mêmes valeurs de courant sont appliquées 
(de 15 A à 50 A). La figure 67 montre les températures obtenues sur la surface du câble pour le 
modèle multibrin ; elles sont comparées avec les résultats de simulation du modèle monobrin 
et avec les résultats expérimentaux sur câble multibrins. 
Nous remarquons que pour tous les courants appliqués, les températures simulées avec le 
modèle multibrin sont correctes et proches des températures mesurées. A 25 A, une différence 
de 2°C est notée entre la mesure et la simulation. Pour 15 A et 50 A, l’écart entre la mesure et 
la simulation est relativement faible (~1°C). Avec ce modèle, nous pouvons prédire la 
température dans le câble en tenant compte de la conduction dans le cuivre et de l’échange 
convectif et du rayonnement avec le milieu extérieur. Ce modèle thermique validé grâce aux 





champ électrique dans le câble la dépendance en température de la conductivité électrique des 
isolants.  























Figure 67. Température de la surface du câble en fonction du courant en régime stationnaire 
 
III.2.3. Modèle câble : thermique-électrique 
 
Dans cette partie, nous aborderons la modélisation du champ électrique dans le câble en 
utilisant deux types de modèles (monobrin et multibrin). Le câble est isolé par plusieurs couches 
de PI d’une épaisseur totale de 41 μm et de plusieurs couches de PTFE d’une épaisseur totale 
de 185 μm. Une tension de 1 kV est appliquée sur l’âme du câble, la référence de masse est 
prise sur la couche extérieure du câble. Une intensité de courant de 15 A parcourt le câble 
correspondant à une température de 39,3 °C sur la surface du câble pour le modèle multibrin 
(40,9°C pour le modèle monobrin). Les simulations sont effectuées en régime stationnaire. 
La figure 68 montre la cartographie (Figure 68.a et 68.b) et le profil du champ électrique (Figure 
68.c) dans les deux modèles. Les durées de calcul sont de 1 minute et 10 minutes respectivement 
pour le modèle monoconducteur et le modèle multibrin. Cette différence vient de la prise en 
compte des brins dans le conducteur du câble mais également des gaps d’air interbrins. 
Avec le modèle monoconducteur, le champ électrique est maximal au niveau du PI avec une 
valeur de 7,6 kV/mm. Dans le PTFE, le champ maximal est de 4,1 kV/mm. Dans le modèle 






Ceci est dû aux gaps d’air existant entre les brins et l’isolation. Au niveau de ces gaps, le champ 
électrique atteint une valeur de 100 kV/mm. Cette valeur de champ électrique est très supérieure 
au champ de claquage de l’air et semble être surestimée ; le champ électrique dans les gaps 
d’air est affecté par la valeur de la conductivité électrique de l’air. Nous avons choisi une 
conductivité électrique de l’air égale à 1.10-18 S/m (Voir tableau 2) pour l’ensemble des 
simulations. Cette conductivité électrique de l’air est considérée comme indépendante du 





































Figure 68. a), b) Distribution du champ électrique et c) Profil du champ électrique dans le modèle 
monoconducteur et dans le modèle multibrin pour une tension appliquée de 1 kV et un courant de 
15 A 





conductivité électrique est complexe et nécessite la prise en compte de l’humidité de l’air mais 
également de la nature des particules et impuretés qui peuvent s’y trouver. Des études ont 
montré qu’elle dépend de la température mais également de sa composition et elle peut varier 
de 9,5.10-7 S/m à 1,02.10-19 S/m [68]. Lorsque nous augmentons la conductivité électrique de 
l’air de 1.10-18 S/m à 1.10-16 S/m, le champ électrique dans le gap d’air passe à 15,6 kV/mm, ce 
qui représente 7 ordres de grandeur pour une variation de deux décades sur la conductivité 
électrique.  
La figure 68.c) montre le tracé des profils de champ électrique obtenus avec les lignes de coupe 
figurant à la figure 68.a et 68.b en fonction de l’épaisseur des isolants. Le profil du champ 
électrique dans les isolants avec le modèle multibrin est plus courbé que celui dans le modèle 
monoconducteur. Nous remarquons des valeurs de champ électrique différentes au niveau de 
l’isolant PI entre le modèle monoconducteur et le modèle multibrin. Les valeurs de champ 
électrique maximal dans le PI sont de 7,6 kV/mm et 31 kV/mm respectivement dans le modèle 
monoconducteur et dans le modèle multibrin, ce qui représente une différence d'un facteur >4. 
La configuration de la géométrie des gaps d’air dans le câble avec de faibles épaisseurs d’air et 
des formes anguleuses aux interfaces brins /PI engendre des champs électriques très élevés à 
ces endroits du câble et par conséquent affecte directement le champ électrique dans le PI et 
dans le PTFE.  
Le champ électrique dans le PTFE est également impacté par la modification de la forme de 
l'âme conductrice. En effet, pour le modèle multibrin, le champ électrique maximal dans le 
PTFE est de 4,5 kV/mm comparé à 4,1 kV/mm dans le cas du modèle monoconducteur, ce qui 
représente une variation de 8,9%. Dans ces conditions de simulation, le champ électrique reste 
plus élevé dans le PI pour les deux modèles considérés (mono et multibrin), en revanche dans 
le PTFE, nous avons constaté que le champ électrique obtenu avec le modèle multibrin est 
inférieur à celui obtenu avec le modèle monobrin. 
En comparant les temps de calcul des deux modèles, le modèle monoconducteur donne un 
temps de calcul dix fois plus court que le modèle multibrin.  
Par ailleurs, nous avons vu que le modèle multibrin donnait des résultats en température plus 
corrects et plus en adéquation avec les mesures de température. De plus avec le modèle 
multibrin, les intensifications de champ électrique sont observables sur la cartographie du 






Toutefois, avec le modèle multibrin, la conductivité électrique de l’air présent dans les espaces 
interbrins est à prendre en compte dans l’analyse des résultats, surtout en champ électrique car 
les valeurs de champ obtenus à ces endroits dépendent de la valeur de conductivité de l’air. Le 
choix du modèle multibrin semble plus judicieux du fait de l’importance de la distribution de 
la température dans le câble qui impacte également les conductivités électriques des isolants 
mais également de la représentativité de la géométrie du câble en représentant des brins dans le 
conducteur.  
La figure 69 présente la géométrie retenue, prenant en compte l’isolation bicouche cylindrique 
ainsi que les brins métalliques dans l’âme conductrice du câble.  
De la même manière que pour le modèle bicouche plan, nous avons optimisé le nombre 
d’éléments de maillage ainsi que la taille de ces éléments. Ceci est d’autant plus important pour 
le modèle câble où le nombre d’éléments est élevé, et le temps de calcul peut être allongé. Des 
tests ont donc été effectués sur le modèle présenté à la figure 69 en faisant varier le nombre 
d’éléments dans l’épaisseur du PI. Pour ces tests, une tension de 540 V est appliquée sur les 
brins métalliques. La référence de masse est prise sur la surface du câble. La température du 
câble est maintenue à 20°C. Les résultats de cette optimisation sont présentés à la Figure 70. A 
partir de 37 cellules dans le PI, le champ électrique maximal (i.e. proche des brins conducteurs) 







Figure 69. Câble DR16 et modèle câble à géométrie cylindrique 
Nous avons donc considéré pour ce modèle avec 37 éléments dans l’épaisseur du PI et 167 
éléments dans le PTFE. Ce nombre d’éléments de maillage dans le PTFE est déterminé en 













































Nombre d'éléments de maillage
 
Figure 70. Champ électrique maximal dans le PI en fonction du nombre d'éléments de maillage 
 
III.3. Conclusions 
Dans ce chapitre, nous avons présenté les différents modèles (bicouche et câble). Le 
maillage du modèle bicouche a montré l’importance d’optimiser le nombre d’éléments qui 
permet de produire des valeurs de champ électrique correctes dans le modèle. Vu la nature 
différente des matériaux utilisés, le maillage de l’interface entre matériaux a été également 
raffiné afin de prendre en compte les variations des propriétés électriques et thermiques à 
l’interface. Avec des modèles numériques, la prise en considération de la précision des résultats 
est très importante et il est nécessaire de trouver un compromis entre maillage de l'objet, temps 
de calcul et précision des résultats. 
Concernant les modèles câble, deux configurations ont été adoptées : un modèle 
monoconducteur et un modèle multibrin. La modélisation de la température a été approchée en 
considérant deux types de conditions limites. La première consiste à prendre en compte une 
épaisseur de gap d’air désignant l’environnement extérieur du câble à la température ambiante 
et en considérant un échange de chaleur par conduction, convection et rayonnement. En 





surface du câble augmente également et devient stable lorsque l’épaisseur de gap d’air est de 
60 mm pour un courant de 15 A. Cependant, nous n’avons pas pu faire converger ce modèle 
afin de trouver des températures proches des températures mesurées sur câble. La prise en 
compte du gap d’air ne suffit pas à modéliser la distribution de la température dans le câble. 
Pour cette configuration, il serait nécessaire de prendre en compte l’écoulement d’air extérieur, 
la vitesse de l’air ainsi que l’échange entre air-câble avec l’utilisation d’un module 
supplémentaire. L’inconvénient de cette approche figure dans l’ajout du gap d’air extérieur et 
d’autres physiques liées à ce milieu extérieur, ce qui augmente les domaines géométriques à 
modéliser et à mailler. Par conséquent le temps de calcul peut devenir important.  
La deuxième approche consiste à appliquer un flux de chaleur convectif sur la surface du câble 
pour modéliser l’échange avec l’extérieur. Dans ce cas, la modélisation du gap d’air n’est pas 
nécessaire. Le paramètre important est la détermination du coefficient de transfert convectif. 
Avec cette approche, nous avons moins de domaines à mailler, cependant il est important de 
bien adapter le flux de chaleur convectif à la géométrie cylindrique du câble. Lorsque les 
simulations sont effectuées en régime temporel, la valeur stationnaire de la température dans le 
câble est obtenue au bout de 500 secondes avec un temps de calcul de 11 minutes, ce qui 
représente un facteur de 10 par rapport au temps de calcul avec une étude en régime stationnaire 
avec le même courant appliqué (15 A). 
Afin de valider la modélisation de la température dans le câble, des mesures de température 
effectuées sur un câble DR16 ont été comparées aux données de simulation obtenues sur un 
modèle monobrin (conditions limites avec flux convectif) et sur un modèle multibrin en 
appliquant différentes intensités de courant dans le câble. La comparaison a montré que pour 
un courant de 50 A, le modèle monobrin diverge par rapport aux mesures. Le modèle multibrin 
présente des résultats de température corrects et proches des mesures dans toute la plage de 
courant avec une différence maximale de 2°C entre la mesure et la simulation.  
La modélisation du champ électrique dans le câble a été également étudiée. Une étude du 
nombre d’éléments de maillage dans le modèle câble a été effectuée et les valeurs de champ 
électrique correspondant à chaque maillage ont été calculées. Les résultats ont montré qu’il est 
nécessaire d’avoir un nombre minimal de 37 d’éléments sur le PI pour assurer des champs 
électriques corrects. Le maillage dans le PTFE a été également adapté en conséquence avec un 
nombre d’éléments de maillage de 140. Cette étude permet d’obtenir un maillage optimal dans 





simulation. En plus, la comparaison de la distribution du champ électrique entre le modèle 
monobrin et le modèle multibrin a montré des différences importantes. Avec le modèle 
multibrin, nous avons observé des intensifications locales de champ électrique dans les gaps 
d’air interbrins, ce qui impacte fortement le champ électrique dans le PI. Ce champ électrique 
dans les gaps interbrins dépend de la valeur de la conductivité électrique de l’air que nous avons 
considérée constante dans nos simulations. La prise en compte de la géométrie réelle du câble 
en considérant les brins métalliques s’avère indispensable dans la mesure où le champ 
électrique au contact brin/PI peut atteindre des valeurs importantes et affecter indirectement la 




















IV. Résultats modèles bicouche/câbles 
 
Dans ce chapitre, nous allons aborder les résultats de simulation obtenus sur le modèle 
bicouche et sur les modèles câble. 
La structure bicouche plan PI/PTFE permet d'étudier l'impact de l'association de deux isolants 
sur la redistribution du champ sur une structure simple et d'en faire une vérification 
expérimentale. Le modèle permet de prédire la distribution du champ électrique dans les 
matériaux ainsi que la charge d’interface en appliquant différentes contraintes de champ 
électrique et de température. Comparées avec des résultats de mesures effectuées sur des 
échantillons bicouches PI/PTFE, les caractéristiques densités de courant-champ électrique 
simulées permettront de valider le modèle bicouche dans un premier temps. 
La modélisation macroscopique à géométrie câble a été réalisée à partir de câbles rencontrés 
dans l’aéronautique tels que le câble DR16 et le câble DR8. Le modèle basé sur le câble DR16 
prend en compte l'isolation bicouche cylindrique, des brins métalliques dans l’âme conductrice 
du câble ainsi que l’air interbrins. La dépendance de la conductivité électrique de l’air en champ 
électrique et en température n’a pas été prise en compte dans nos modèles. 
Le modèle avec conducteur multibrins est le plus représentatif de câbles aéronautiques. 
Cependant, dans l’optique de gagner en temps de maillage et de calcul, nous introduisons des 
simplifications concernant la géométrie du câble en considérant dans un premier temps un 
conducteur monobrin. Ce modèle monoconducteur sera étudié et comparé au modèle 
multibrins. 
Les conditions de simulations sont détaillées dans le Tableau 2 du Chapitre 3. 
IV.1 Modèle bicouche 
Lorsqu’on applique une tension DC sur un matériau bicouche, la distribution du champ 
électrique est capacitive aux premiers instants de l’application de la tension, pilotée par la 
permittivité et la géométrie du système considéré. Le passage d’une distribution capacitive à 
une distribution résistive se fait avec le temps et la constante de temps de la transition peut être 
estimée. Alors, la distribution du champ électrique devient progressivement contrôlée par la 
conductivité électrique des matériaux. Le calcul du champ électrique et de la densité de courant 
sont donnés par les équations décrites en III.1.2. Dans notre cas où des matériaux de nature 




différente sont utilisés, une charge interfaciale se met en place lorsqu’une tension est appliquée. 
La quantité de charge interfaciale ainsi que la constante de temps associée seront estimées. 
Dans cette partie, nous allons présenter les résultats de simulation obtenus avec le modèle 
bicouche plan. Les résultats seront comparés avec des mesures de courant obtenues sur des 
échantillons bicouches plan PI/PTFE. La densité de courant et la distribution du champ 
électrique dans le modèle bicouche plan seront estimées partant des modules courants 
électriques et transfert de chaleur présentés précédemment.  
IV.1.1 Validation du modèle bicouche plan : Confrontation mesure et simulation 
 
Dans le chapitre précédent, nous avons présenté succinctement les résultats de simulations 
obtenus avec le modèle bicouche qui est constitué de deux couches de PI et de PTFE 
d’épaisseurs différentes (31 µm pour le PI et 76,2 µm pour le PTFE). Pour ce modèle, nous 
avons appliqué un champ électrique moyen de 60 kV/mm (tension de 6432 V) avec des champs 
électriques calculés dans le PI et dans le PTFE respectivement de 41,7 kV/mm et 67,4 kV/mm 
en situation stationnaire. La température de simulation est de 50°C. Les résultats de simulation 
obtenus en condition transitoire sur une durée de simulation de 3 h sont présentés ici en 
considérant ces mêmes contraintes. 
La figure 71 montre l’évolution de la densité de courant en fonction du temps ; nous observons 
que la densité de courant obtenue par simulation ne varie presque pas avec le temps 
contrairement à la mesure. Ceci est dû au fait que la conductivité électrique des isolants ne varie 
pas avec le temps de même que le champ électrique. La redistribution du champ électrique à 
temps courts est la cause de la variation du courant, qui n’est pas observable à la figure 71.  
La comparaison des résultats de mesure et de simulation a montré une différence dans 
l’évolution de la densité de courant avec le temps. Pour la mesure, la densité de courant décroît 
nettement avec le temps contrairement à la simulation comme nous l’avons mentionné plus haut 
où la variation est imperceptible. Cependant à temps longs, la mesure et la simulation 
convergent vers une même valeur qui est autour de 3.10-8 A/m² au bout de 3 h qui correspond 
au temps de polarisation utilisé lors des mesures de courant dans le Chapitre 2. En effet la 
détermination des conductivités électriques du PI et du PTFE ont été calculées à cette valeur de 
fin de polarisation. Le modèle permet ainsi de prédire de manière quantitative les densités de 
courant à t=3 h mais il ne reproduit pas sa dynamique. Les différences notées entre la simulation 




et la mesure peuvent avoir pour origine les phénomènes dipolaires qui ne sont pas pris en 
compte dans la modélisation et qui sont certainement non négligeables.  


























Figure 71. Comparaison en transitoire de courant simulé et mesuré dans le modèle bicouche plan 
pour un champ électrique moyen de 60 kV/mm à 50°C 
 
Des mesures ont été effectuées sur un échantillon bicouche à l’aide du protocole 
expérimental 1 présenté dans le chapitre 2 pour des champs électriques allant de 1 à 120 kV/mm 
et des températures variant de 50°C à 160°C. La figure 72 montre les caractéristiques J-E 
mesurées sur des matériaux PI et PTFE et sur un échantillon bicouche PI/PTFE à 50°C. 
Les caractéristiques montrent pour chacun des cas deux régions séparées par un seuil en champ. 
Comme nous l’avons vu, pour le PI et le PTFE, les seuils respectifs sont à 40 kV/mm et 100 
kV/mm. Pour l’échantillon bicouche, nous observons une première zone pour des champs 
électriques inférieurs à 60 kV/mm et une autre zone au-delà de 60 kV/mm. Le seuil en champ 
électrique (60 kV/mm) est compris entre celui du PI et du PTFE. Aux champs électriques 
inférieurs à 60 kV/mm, la bicouche semble suivre la tendance du PTFE ; à ces champs 
électriques le PTFE est plus conducteur que le PI. Après ce seuil, le comportement de 
l’échantillon bicouche rejoint celui du PI qui devient plus conducteur que le PTFE.  



































Figure 72. Caractéristiques expérimentales J-E du PI, du PTFE et du bicouche PI/PTFE à 50°C 
 
La Figure 73 présente la comparaison des densités de courant simulées, et les densités de 
courant mesurées, en champ et en température, sur des échantillons bicouches plan. Les 
résultats de simulation, à 50°C, montrent une bonne cohérence avec la mesure pour des champs 
électriques inférieurs à 60 kV/mm. Au-delà de cette valeur en champ, le modèle et la mesure 
divergent. Il est cependant à noter que le modèle est capable de reproduire ce seuil en champ 
de 60 kV/mm, à partir duquel la pente de la courbe J/E est plus élevée. Seule la valeur de la 
pente n’est pas reproduite. Afin de valider le modèle bicouche en champ, mais aussi en 
température, des mesures ponctuelles sur ces mêmes échantillons bicouches ont été effectuées 
pour un champ électrique moyen unique (60 kV/mm) et différentes températures (140, 160, 
200°C), et sont comparées à la simulation (figure 73). On note que pour des températures plus 
élevées, le modèle reproduit globalement la mesure.  
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Figure 73. Résultats expérimentaux de densité de courant en fonction du champ électrique pour un 
temps de polarisation de 3 h comparés aux densités de courant en régime stationnaire du modèle 
bicouche plan 
 
La figure 74 présente les résultats de simulation obtenus pour des champs électriques allant 
de 1 kV/mm à 100 kV/mm et pour des températures de 20°C à 200°C. Nous observons que 
pour des températures basses inférieures à 90°C, la densité de courant ne varie presque pas. Ce 
comportement a été observé dans le chapitre 2 pour ces mêmes températures lors des mesures 
de courant effectuées sur des échantillons PI et PTFE pris séparément. Pour des températures 
supérieures à 90°C, la densité de courant augmente avec la température. Le seuil en champ 
électrique observé à la figure 72, est reproduit par le modèle, cependant il ne dépend pas de la 
température. 








































Figure 74. Densités de courant simulées en fonction du champ électrique pour différentes 
températures pour le modèle bicouche plan 
 
Les différences qui existent entre les mesures et la simulation, notamment à très fort champ, 
peuvent être expliquées par plusieurs causes : 
- Nous avons modélisé le comportement macroscopique de la couche PI sachant qu’elle 
contient du FEP et que la conductivité électrique de celui-ci ainsi que sa dépendance en 
champ électrique et en température n’ont pas été étudiées ici.  
- Il est également possible que pour des champs relativement élevés, la variation de la 
conductivité électrique ne suffit plus à elle seule pour prédire le comportement des 
matériaux, et que d'autres mécanismes physiques entrent en jeu. 
- Les échantillons bicouche utilisés dans les mesures n'ont pas subi le traitement 
thermique usuellement effectué, afin de coller le PI sur le PTFE. Il est possible que ce 
traitement engendre des variations du courant et de la conductivité. 
 
IV.1.2 Charge d’interface 
Dans cette partie, nous allons présenter l’estimation de la quantité de charge d’espace 
présente à l’interface PI/PTFE ainsi que sa dynamique d’accumulation. En effet entre deux 
diélectriques de conductivité électrique et permittivité différentes, une charge interfaciale 
s'accumule et peut être quantifiée par la théorie de Maxwell-Wagner. La résolution est assurée 




par un ensemble d’équations liant le champ électrique dans les deux diélectriques (d’épaisseurs 
d1 et d2) et leurs propriétés diélectriques (conductivité électrique σ1 et σ2 et permittivité ε1 et 
ε2). Les conditions aux limites d’application de la tension Uapp et de la référence de masse 
permettent d’obtenir l’équation ci-dessous : 
𝑑1𝐸1(𝑡) + 𝑑2𝐸2(𝑡) = −𝑈𝑎𝑝𝑝  (34) 
 
La continuité de la densité de courant dans le système permet de déterminer une relation entre 











La troisième équation donne la charge d’interface calculée à partir des champs électriques et 
des permittivités. 
𝛴(𝑡) = 𝜀2𝐸2(𝑡) − 𝜀1𝐸1(𝑡) (36) 
 
La combinaison des trois équations (34), (35) et (36) permet d’obtenir dans le cas d’une 
conductivité électrique indépendante du champ les équations (37) et (38) qui expriment la 
charge d'interface et sa constante de temps pour un matériau bicouche en fonction des propriétés 
diélectriques des deux diélectriques.  
𝛴(𝑡) =
𝜀1. 𝜎2 − 𝜀2𝜎1
𝜎2𝑑1 + 𝜎1𝑑2
. 𝑈𝑎𝑝𝑝(1 − 𝑒
−𝑡
𝜏𝑀𝑊⁄ ) (37) 
𝜏𝑀𝑊 =




Notons toutefois que les conductivités électriques sont dépendantes du champ électrique et de 
la température. L’équation de la charge d’interface est composée de deux termes, le premier qui 
est lié aux conductivités électriques, permittivités et dimensions des matériaux, et un autre 
terme en exponentiel avec la constante de temps τMW. Avec cette équation, aux temps longs, la 
charge d’interface atteint une valeur constante correspondant au premier terme de l’équation. 
Initialement il n’existe pas de charge d’interface, de même que lorsqu’aucune tension n’est 
appliquée. D’après l’équation (37), le signe de la charge interfaciale et sa dépendance dans le 




temps ainsi que la constante de temps dépendent de la conductivité électrique des deux 
matériaux. 
La figure 75 présente l’évolution de la charge interfaciale simulée en fonction du temps pour 
différents champs électriques moyens appliqués à notre bicouche à une température de 50°C. 
Pour les champs électriques inférieurs ou égaux à 60 kV/mm, la charge interfaciale est négative 
et elle augmente en valeur absolue avec le champ appliqué. On note aussi que la charge 
d’interface atteint une valeur stable plus rapidement plus le champ augmente. Pour des champs 
électriques inférieurs à 40 kV/mm, le régime stationnaire n’est pas atteint. Pour des champs 
supérieurs à 40 kV/mm, le régime stationnaire est atteint, respectivement à 3.105 s, 2.105 s et 
1.105 s pour des champs de 60 kV/mm, 80 kV/mm et 100 kV/mm. Nous remarquons que le 
temps nécessaire pour atteindre le régime stationnaire est supérieur au temps de polarisation et 
de dépolarisation appliqué lors des mesures de courants. A partir de 40 kV/mm, la charge 
interfaciale reste négative mais diminue en valeur absolue et devient positive à partir de 80 
kV/mm. On note dans le cas où la charge interfaciale est positive que le régime stationnaire est 
atteint à 7.104 s pour un champ de 80 kV/mm et 6.104 s pour un champ de 100 kV/mm.  




































Figure 75. Transitoires de la charge d'interface simulés pour différents champs électriques à une 
température de 50°C pour une durée simulée de 20h. 
 
La figure 76 montre des transitoires de charge d’interface pour un champ électrique appliqué 
de 60 kV/mm à différentes températures (de 20°C à 200°C).  Nous observons que pour des 
E  




basses températures allant de 20°C à 90°C, la charge d’interface est négative. A des 
températures élevées (supérieures à 90°C), la charge d’interface devient positive et elle 
augmente avec le temps pour atteindre un régime stationnaire. Plus la température est élevée, 
plus l’état stationnaire est atteint rapidement.  





































Figure 76. Transitoires de la charge d'interface simulés pour différentes températures à un champ 
moyen de 60 kV/mm pour une durée simulée de 20 h 
 
Du fait de la dépendance de la charge d’interface avec la conductivité électrique via le rapport 
ε/σ (équation 37), la température et le champ électrique affectent de la même manière la charge 
interfaciale. Nous avons également remarqué que la constante de temps τMW varie avec le champ 
électrique appliqué ainsi qu’avec la température. Les figures 77 et 78 montrent l’évolution de 
la constante de temps à des températures et champs électriques différents. Sur la figure, nous 
constatons que la constante de temps diminue lorsque la température augmente. A 20°C, la 
charge est stabilisée au bout de 7.104 s comparée à 3,6. 104 s pour une température de 90°C et 
1.103s à 200°C. De même, la charge d’interface s’établit plus rapidement lorsque le champ 
électrique augmente comme le montre la figure 78. Cependant nous observons un plateau de 
champ électrique allant de 1 kV/mm à 40 kV/mm, sur lequel la constante de temps est constante. 
A partir de 40 kV/mm, elle décroit avec le champ électrique appliqué. De cette façon, la 
dynamique d’établissement de la charge d’interface est contrôlée par la variation de la 
conductivité électrique des matériaux qui augmente lorsque le champ électrique et la 
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température appliqués augmentent. Il est à noter que la constante de temps semble être plus 
impactée par la variation de température que par la variation du champ électrique, dans les 
























Figure 77. Evolution de la constante de temps de la charge interfaciale en fonction de la température 























Figure 78. Evolution de la constante de temps de la charge interfaciale en fonction du champ 
électrique pour une température de 50°C 




IV.1.3 Distribution du champ électrique 
La Figure 79 présente la distribution du champ électrique en régime stationnaire pour le 
modèle bicouche plan et pour différents champs moyens appliqués à une température de 50°C. 
Nous observons que le champ électrique est homogène dans chacun des matériaux. Pour les 
champs électriques moyens en dessous de 60 kV/mm, le champ électrique est plus élevé dans 
le PI par rapport au PTFE. Les mesures de courant réalisées sur chaque matériau séparément 
(Figure 72) montrent qu'à 50°C, le PTFE est plus conducteur que le PI pour des champs 
électriques moyens en dessous de 60 kV/mm, et devient moins conducteur au-delà de ce seuil. 
Le champ électrique maximal passe ainsi du PI au PTFE et ce basculement est directement lié 
à cette variation de la conductivité électrique des deux matériaux et il suit la tendance du signe 
de la charge d’interface.  







































Figure 79. Profils de champ électrique en régime stationnaire pour différents champs moyens 
appliqués à une température de 50°C 
La figure 80 présente les résultats de la simulation sur le modèle bicouche pour un champ 
moyen appliqué de 40 kV/mm pour deux valeurs de température, 50 et 90°C. A 50°C, le champ 
électrique est maximal dans le PI, cependant lorsqu’on monte en température jusqu’à 90°C, le 
champ électrique s’inverse et devient maximal dans le PTFE. Comme précédemment lors de 
l’inversion du champ électrique dans le modèle bicouche à la figure 79, cette inversion qui est 
cette fois-ci en fonction de la température, s'explique par le fait qu'au-delà d'une certaine valeur 




de température (90°C), la conductivité électrique du PI devient plus importante que celle du 
PTFE, d’où un report du champ électrique maximal dans le PTFE. 





























Figure 80. Profils de champ électrique en régime stationnaire à 50°C et 90°C pour un champ moyen de 
40 kV/mm 
 
IV.2 Modèle câble DR16 
IV.2.1 Application du modèle au câble DR16 multibrin 
Dans le chapitre 3, nous avons étudié la distribution de la température et du champ 
électrique dans les modèles câble monobrin et multibrin. Le modèle multibrin permet de par sa 
géométrie représentative du câble d’avoir des profils de température et de champ électrique 
proches de la réalité. Dans cette partie, nous allons discuter de l’application de la modélisation 
macroscopique sur le câble DR 16, en étudiant la distribution de la température et du champ 
électrique en proposant plusieurs configurations basées sur des cas réels, où les conditions 
limites notamment varient, afin d’en étudier l’impact sur les distributions en champ 
principalement. Nous rappelons que pour ce cas présent, la tension est appliquée sur les brins 
métalliques et la référence de masse est appliquée sur la partie externe du câble. 
La figure 81 représente la distribution de la température dans un modèle multibrin lorsque 
le conducteur est traversé par un courant électrique de 15 A. La température maximale est de 
39,9 °C et elle est du côté du conducteur. La couche externe du câble est à une température de 
39,3°C. Cette température correspond à un échauffement de la couche externe du câble de 
19,3°C par rapport à la température ambiante (20°C). A cette intensité de courant, le gradient 




de température est de 0,6°C, ce qui semble très faible mais reste cohérent avec la faible 
épaisseur des couches d’isolant.  
 
Figure 81. Distribution de la température dans le modèle multibrin DR16 sous 15 A. Le gradient 
thermique dans l'isolation est de 0.6°C en régime permanent 
 
Dans ces conditions de température, en se positionnant sur la ligne de coupe 1, lorsqu’on 
applique une tension de 1 kV dans le câble, le champ électrique maximal est de 31 kV/mm et 
4,5 kV/mm respectivement dans le PI (au rayon intérieur du PI : contact du PI avec le brin 
métallique) et dans le PTFE (rayon intérieur du PTFE : sur son interface avec le PI) comme le 
montre la figure 82. Les champs minimaux dans le PI et dans le PTFE situés au niveau de leur 
rayon extérieur respectif sont respectivement de 7,7 kV/mm et 1 kV/mm. 
Ligne de coupe 1 
Ligne de coupe 2 


































Figure 82. Profil du champ électrique pris sur la ligne de coupe 1 dans le modèle multibrin pour une 
tension appliquée de 1kV et un courant de 15A 
 
Lorsque le courant circulant dans le câble augmente, le gradient thermique augmente. Pour 
une intensité de 45 A, le gradient thermique est de 4°C. La figure 83 montre le profil du champ 
électrique dans l'isolation sur la ligne de coupe 1 proposée à la figure 81 pour différentes valeurs 
de courant, i.e. 15 A, 25 A, 35 A et 50 A correspondant aux températures à la surface du câble 
de 39,3°C, 73,56°C, 125°C et 234°C. Les gradients de température entre le conducteur et la 
surface du câble sont de 0,6°C, 1,72°C, 3,36°C et 6,6°C. Nous remarquons que lorsque le 
gradient de température augmente, le champ électrique diminue dans le PI tandis qu’il augmente 
dans le PTFE. Pour des courants de 15 A à 25 A, la valeur maximale du champ électrique se 
trouve dans le PI et on n’observe pas d’inversion de champ. Cependant à 35 A et 50 A, le champ 
électrique commence à basculer du PI vers le PTFE. En observant le zoom montré à la figure 
83, pour un gradient de température supérieur à 3,36°C correspondant à une température de 
125°C, l’inversion de champ se produit à l’interface PI/PTFE avec un champ électrique 
maximal sur le PTFE. Pour toutes les températures simulées, nous constatons que le champ 
électrique aux contacts PI/brin diminue quand le gradient de température augmente. Cette 
diminution du champ électrique est induite par l’augmentation de la conductivité électrique 
lorsque la température et le gradient de température augmentent. Pour une augmentation du 
gradient de température de 0,6°C à 6,6°C, le champ électrique du PI côté conducteur passe de 
32,4 kV/mm à 22,3 kV/mm. Sur le PTFE, le phénomène inverse se produit. Le champ électrique 
augmente avec l’augmentation de la température. 




Cependant, en considérant le câble entier, la valeur maximale du champ électrique se trouve 
toujours dans le PI aux endroits où le PI est en contact avec les brins métalliques du fait de la 
forte intensification du champ électrique à proximité des contacts brins/PI.  


































































Figure 83. Distribution du champ électrique selon une ligne de coupe sur contact brin/PI, en régime 
permanent, pour une tension appliquée de 1 kV et à différents gradients de température. 
 
Lorsque la ligne de coupe est réalisée en face d’un gap d’air interbrins comme cela est montré 
à la figure 81 (Ligne de coupe 2), le profil du champ électrique dans les isolants devient différent 
de celui observé avec une ligne de coupe aux interfaces PI/brins. La figure 84 présente le champ 
électrique obtenu pour un gradient de 0,6°C (i.e. une température de l’ordre de 40°C) et une 
tension appliquée de 1 kV. Comparés aux profils de la figure 84, les champs électriques 
maximaux sont nettement moins importants dans ces endroits de l'isolant (face gap d’air 
interbrins) comparés à ceux obtenus à proximité d’un brin métallique (Ligne de coupe 1). Nous 
observons également que le champ électrique maximal ne se situe pas dans le PI. 
 






































Figure 84. Distribution du champ électrique en régime permanent pour une tension appliquée de 1 kV 
et à une température de 39,3°C (gradient=0,6°C) avec une ligne de coupe en face d'un gap d'air (Ligne 
de coupe 2) 
 
Lorsque nous appliquons les mêmes conditions de simulation sur un modèle monobrin en 
faisant circuler un courant de 15 A et 50 A, pour une tension appliquée de 1 kV, nous observons 
un processus d’inversion du champ électrique comme dans le cas du modèle multibrin illustré 
à la figure 85 mais la différence réside dans la valeur maximale du champ électrique qui pour 
le cas du monobrin se trouve dans la couche externe du câble.  































Figure 85. Distribution du champ électrique en régime permanent pour une tension 
appliquée de 1 kV avec un courant de 15 A et 50 A dans le modèle monobrin 




Ce phénomène d’inversion de champ est aussi observé dans les câble HVDC terrestres [8], [69]. 
T.T.N. Vu [8] dans sa thèse, en appliquant différents gradients de température a pu observer 
une inversion du champ électrique dans le câble qui passe de l’intérieur du câble à la couche 
externe du câble à partir d’une certaine valeur de gradient thermique. 
Dans notre cas où la vraie géométrie est représentée avec le modèle multibrin, nous avons vu 
précédemment que malgré un début de basculement du champ électrique à l’interface PI/PTFE, 
le champ maximal reste dans l’isolant PI. A la différence des câbles terrestres HVDC, les câbles 
aéronautique sont composés d’un conducteur avec des brins métalliques. Cette configuration 
engendre des renforcements de champ dans la couche du PI et modifie en conséquence la 
distribution du champ électrique dans le câble. 
 
IV.2.2 Validation du modèle câble : Application au câble DR8 
La validation du modèle câble est réalisée à partir d’une comparaison des densités de 
courant expérimentales et simulées. Les mesures de courant sur câble ont été réalisées grâce au 
dispositif présenté à la figure 86. Un générateur haute tension DC est directement connecté sur 
l'âme du câble. Un électromètre Keithley 617 est utilisé pour les mesures de courant. Une 
électrode de garde de 1 cm est utilisée afin de limiter les phénomènes de décharges couronne. 
L'électrode de mesure de 20 cm, distante de 1 cm de l'électrode de garde, est connectée à un 
électromètre. La tension continue est appliquée sur l'âme du câble. L'électromètre est interfacé 
avec un PC par l'intermédiaire d'un bus GPIB pour l'acquisition des données. Le câble est placé 
dans une étuve permettant de faire varier la température avec précision [8]. 
 
Figure 86. Dispositif expérimental de mesure de courant sur câble [8] 




Des mesures de courant n’ont pas été effectuées sur des câbles DR16 du fait du faible diamètre 
de son conducteur (1,45 mm), mais sur un câble DR8 dont le diamètre du conducteur est de 
3,85 mm, et pour des températures allant de 30 °C à 90 °C et des tensions appliqués de 233 V 
à 4710 V correspondant aux champs électriques appliqués de 1 kV/mm à 20 kV/mm sur 
l'interface interne de l'isolation (rayon interne du câble i.e. surface interne de l’isolation) [3]. 
La référence de masse est prise sur la couche extérieure du câble. Les épaisseurs de PI et du 
PTFE sont respectivement de 50 μm et 200 μm. Les résultats de mesure montrent des densités 
de courant qui ne varient pas sur cette plage de température. Le modèle DR8 est illustré par la 
figure 87. Il est composé des couches d’isolation PI et PTFE et son conducteur est composé de 
brins métalliques sur sa couche externe. En réalité, l’âme conductrice du câble DR8 est 
composée de 127 brins de diamètre 0,3 mm. Cependant nous n’avons modélisé que les brins de 
la couche externe de l’âme conductrice afin de réduire les domaines à mailler et minimiser le 
temps de calcul.  
 
Figure 87. Modèle inspiré du câble DR8 
 
La figure 88 montre la comparaison entre les densités de courant expérimentales et simulées 
sur le câble DR8 à une température de 50 °C et pour des champs électriques allant de 1 kV/mm 
à 20 kV/mm. À cette température et cette plage de champ électrique, une bonne corrélation est 
observée entre simulation et mesures. Le modèle câble reproduit les résultats expérimentaux 
dans ces conditions de tension et de température. Nous avons également observé par simulation, 
comme précédemment pour le modèle bicouche plan, que la densité de courant ne varie pas 
entre 20 °C et 50 °C. Ces simulations ne sont pas présentées ici.  
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Champ électrique à la surface interne de l'isolation (kV/mm)
 
Figure 88. Comparaison entre mesures et simulation de courant avec le câble DR8 à une température 
de 50°C [70] 
 
Même si les mesures n’ont pas été effectuées pour des champs électriques plus élevés, les 
simulations ont quant à elles été réalisées afin de vérifier s’il existait dans le cas d’un DR8 aussi 
un seuil en champ électrique à partir duquel la pente J-E augmente rapidement. Pour des 
tensions supérieures à 4710 V, la caractéristique J-E (figure 89) présente un seuil en champ 
électrique situé à 105 kV/mm. Ce seuil est interprété comme la conséquence de la non-linéarité 
des conductivités électriques des matériaux en champ électrique. En-dessous de 105 kV/mm, 
nous avons une région linéaire avec une pente de 1 puis une région superlinéaire aux champs 
supérieurs à 105 kV/mm avec une pente de 4,8. En traçant le profil de la distribution du champ 
électrique simulée dans le câble pour différentes valeurs de tension appliquée, nous pouvons 
observer à la figure 90 une inversion et un report du champ électrique maximal du PI vers le 
PTFE à partir de 75 kV/mm. A partir du profil du champ électrique, nous pouvons voir que la 
charge d’interface est négative pour des champs électriques inférieurs à 50 kV/mm et a tendance 
à être positive à partir de ce champ. Cependant, nous remarquons également une diminution de 
la charge d’interface entre 150 kV/mm et 210 kV/mm qui est probablement due à un 
changement du rapport des conductivités électriques des isolants. 








































Champ électrique à la surface interne de l'isolation (kV/mm)
 
Figure 89. Caractéristique J-E pour une température de 50°C avec le modèle DR8 









































Figure 90. Distribution du champ électrique en régime permanent pour une température de 50°C 
 
Cependant ce seuil reste différent de celui observé pour les matériaux pris séparément (40 
kV/mm pour le PI et 100 kV/mm pour le PTFE) ainsi que de celui obtenu sur les bicouches 
PI/PTFE (60 kV/mm) ; le caractère cylindrique des multicouches du modèle câble et les 




divergences introduites par les brins conducteurs peuvent être à l’origine de cette différence de 
seuil comparé aux seuils obtenus sur des configurations planes.  
La modélisation basée sur la conductivité électrique permet de confronter les mesures 
obtenues sur du câble DR8 avec des résultats de simulation. Cette comparaison nous permet de 
déterminer une plage de champ électrique et de température dans laquelle le modèle est valide. 
Dans ce cas présent, le modèle peut prédire les résultats expérimentaux pour des températures 
comprises entre 30°C et 90°C, et pour des champs électriques compris entre 1 kV/mm et 20 
kV/mm correspondant à des tensions appliquées de 233 V à 4170 V. Ce résultat reste 
satisfaisant en termes de champ électrique car actuellement dans les câbles aéronautiques sur 
lesquels porte notre étude, les tensions appliquées restent en-dessous de 1 kV.   
Nous pouvons observer l’évolution du champ électrique dans le câble DR8 en fonction du 
temps (étude temporelle) comme le montre la figure 91 pour une tension appliquée de 233 V et 
un courant de 15 A correspondant à une température de 21,4°C dans le conducteur du câble et 
21,3°C à la surface du câble. Une inversion du champ se produit à partir de 36000 s (10 h), avec 
un champ électrique maximal qui passe du PTFE au PI.  
 
Figure 91. Profil du champ électrique en fonction du temps dans un câble DR8 
 
IV.3 Configurations spécifiques de câbles aéronautiques 
Dans cette partie, nous allons étudier différentes configurations réelles dans lesquelles les 
câbles aéronautiques peuvent se trouver. En fonction de leur position, nous pouvons avoir des 
câbles à proximité d’autres câbles et selon la configuration, une référence de masse peut aussi 
PI PTFE 
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se trouver à une certaine distance des câbles. Les résultats de simulation présentés 
précédemment prenaient uniquement en compte une référence de masse prise sur la surface du 
câble. En réalité, la référence de masse peut se trouver à quelques millimètres du câble et selon 
la distance masse-câble, la distribution du champ électrique peut être impactée. Dans le cas où 
plusieurs câbles sont regroupés, en contact les uns aux autres ou séparés par une certaine 
distance, la distribution du champ électrique dans ces câbles est différente. L’effet des défauts 
dans l’isolation du câble sera également abordé dans cette partie. 
IV.3.1 Effet des imperfections dans l’isolation du câble 
 
L’isolation des câbles peut présenter des imperfections telles que des gaps d’air issus de la 
mise en œuvre du câble. Ces défauts peuvent contenir de l’air et dans certains cas on peut 
imaginer que des molécules provenant du dégazage des matériaux sont aussi présentes sous 
forme gazeuse. Lorsque les conditions de tension sont réunies, ces cavités peuvent être le siège 
de décharges partielles.  
Pour notre cas, nous avons observé sur une coupe microscopique du câble DR16 la présence de 
gaps d’air dans des endroits liés au repliement des matériaux, le DR16 étant un câble rubanné. 
Ces défauts sont aussi présents dans d’autres types de câbles aéronautiques. La figure 92a 
présente une observation au microscope optique, où des imperfections ont été détectées (cercles 
rouge) dans le câble DR16. Ces imperfections sont localisées particulièrement dans le PTFE. 
Pour la modélisation, nous supposons que ces imperfections contiennent uniquement de l’air 
qui, notons-le, a une permittivité relative inférieure à celle du PI et du PTFE.  Par conséquence 
il peut y avoir dans ces défauts une intensification du champ électrique. Les défauts ont été pris 
en compte dans le modèle câble DR16 présenté à la figure 92b.Une ligne de coupe est réalisée 
sur le câble et traverse le gap d’air comme le montre la figure 92b. 
 






Figure 92. a) Imperfections dans le câble DR16. b) Ligne de coupe (ne traverse pas toute l’épaisseur 
de l’isolation) 
 
Pour cette étude, une tension de 1 kV est appliquée sur le câble et la référence de masse est 
prise sur la surface du câble qui est parcouru par un courant de 15 A.  
La figure 93 montre la comparaison du profil de champ électrique entre un modèle câble DR16 
sans défauts et un modèle avec défauts obtenu avec la ligne de coupe de la figure 92b (ligne de 
coupe en face d’un gap d’air interbrins).  




























Figure 93. Champ électrique dans l'isolation du câble avec et sans défaut selon la ligne de coupe 
définie Fig. 92b 




Nous remarquons une forte intensification du champ électrique à l’endroit du défaut, qui atteint 
une valeur de 17 kV/mm comparée à 1 kV/mm pour un câble sans défauts, représentant un 
factor d’intensification de champ de 17. Selon la nature du défaut, de sa géométrie et de sa 
localisation, le facteur d’intensification peut varier. Mukherjee et al. ont rapporté dans leurs 
travaux une comparaison de ce facteur en simulant un modèle câble avec différents types de 
défauts [71]. Cette valeur de champ électrique dans le gap d’air, lorsqu’elle atteint des valeurs 
supérieures au champ de claquage de l’air peut provoquer une ionisation de l’air et engendrer 
des décharges partielles dans l’isolation câble. 
En plus de ces paramètres, la pression dans le gap du défaut et sa localisation peuvent également 
être déterminantes. Lorsque le défaut se trouve dans l’isolant PI à proximité du conducteur i.e. 
près du contact brin/PI), le champ électrique dans le défaut peut devenir plus important que 
lorsque celui-ci se trouve dans le PTFE. En effet le renforcement du champ électrique observé 
précédemment dans le câble au niveau des gaps d’air interbrins peut accentuer le champ local 
dans le défaut. Le champ électrique dans des défauts peut être estimé par des modèles 
empiriques qui prennent en compte les propriétés électriques des isolants dans le cas d’un câble 
[72] [73], [74].  
Pour notre cas, nous avons reproduit la géométrie du défaut trouvé dans le câble mais lorsque 
l’on s’intéresse de plus près au champ électrique dans les angles du défaut, nous remarquons 
que ce dernier est plus grand dans les défauts dont l'angle d'ouverture est faible, et cela 
s’explique par l’épaisseur d’air qui y est très faible comme le montre la figure 94. 
Le champ électrique est maximal sur la pointe supérieure (P1) du défaut avec une valeur de 
78 kV/mm. Quant aux deux autres pointes P2 et P3, le champ est respectivement de 5,5 kV/mm 
et 7 kV/mm. Ces valeurs de champ électrique sont calculées sur le côté air du défaut. Nous 
constatons que plus l’angle des pointes est faible, plus le champ électrique est grand. Avec ces 
valeurs de champ électrique, il serait possible en considérant le champ de claquage de l’air à 3 
kV/mm, d’avoir une ionisation de l’air et éventuellement des décharges partielles dans le défaut. 
Cependant compte tenu de la modélisation de la conductivité de l’air (10-18 S/m, qui peut être 
considérée comme une limite supérieure, non prise en compte de sa dépendance avec la 
température et les autres conditions de fonctionnement du câble), les champs électriques 
obtenus peuvent être considérés comme surestimés.  
































Figure 94. Champ électrique sur le contour du défaut 
 
L’existence de défauts dans l’isolation du câble a montré que le champ électrique peut être 
localement modifié selon la nature du défaut. Pour des configurations triangulaires, nous avons 
repéré différentes pointes dans lesquelles nous avons une forte intensification du champ 
électrique accentuée par la nature de la pointe. Ce phénomène est important à considérer en 
particulier lorsque les défauts se situent dans le PI près des gaps d’air interbrins. Le champ local 
dans le défaut est davantage renforcé et cela peut mener à l’apparition de décharges partielles à 
l'origine du vieillissement et de la dégradation des isolants du câble.  
Nous avons vu précédemment que la modélisation de la conductivité électrique de l’air dans les 
gaps d’air n’a pas été effectuée en tenant compte de tous les paramètres dont elle peut dépendre. 
Nous avons considéré dans nos simulations une conductivité électrique constante avec une 
valeur de référence qui peut s’avérer très différente de la valeur exacte de la conductivité de 
l’air. Cet aspect amène à considérer avec prudence les valeurs de champ électriques calculées 
dans ces gaps d’air. Dans les configurations de défauts qui nous allons présenter ci-dessous, les 
champs électriques simulés sont à considérer comme représentatifs des vraies valeurs de champ 
électrique à condition que la conductivité de l’air soit correctement modélisée. 
Dans ce qui suit, nous considérons d'autres défauts susceptibles d'apparaître par exemple 
dans des isolations extrudées. Nous traitons de défauts circulaires ou elliptiques et étudions 
l’impact de la géométrie du défaut sur le champ électrique engendré. La figure 95 montre la 
géométrie des défauts considérés. Les dimensions H et h caractérisent la forme du défaut qui 










Figure 95. Géométrie des défauts dans l'isolant PTFE. De gauche à droite : cercle, ellipse E1 et ellipse 
E2 
 
La figure 96 montre le cas d’une imperfection circulaire de rayon 2 µm située dans le PTFE. 
Nous allons étudier l’impact de la localisation du défaut circulaire sur le champ électrique 
provoqué en considérant une distance de 52 µm et 172 µm entre le défaut et le conducteur du 
câble 
 
Figure 96. Exemple d'un défaut circulaire dans le câble 
 
La figure 97 montre la distribution du champ électrique sur une ligne de coupe montrée à la 
figure 96 en fonction de la localisation du défaut par rapport au conducteur du câble. Nous 
observons une diminution du champ électrique dans le défaut en fonction de sa position dans le 
câble qui passe de 7,3 kV/mm à 2,9 kV/mm pour respectivement un défaut situé à 52 µm et 172 
µm, ce qui constitue une atténuation du champ d’un facteur de 2,5. Ces résultats montrent que 
le défaut est plus critique s'il est près du conducteur. Cependant pour le cas de défaut à 




géométrie circulaire, le champ électrique maximal obtenu reste inférieur au cas de la figure 92 
illustrant un défaut réel (triangulaire) observé dans le câble.  
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Figure 97. Impact de la localisation du défaut circulaire sur la distribution de champ électrique 
 
Nous considérons l’évolution du champ électrique dans le défaut en fonction de sa 
géométrie.  La figure 98 montre la comparaison du champ électrique dans deux types de défauts 
(circulaire et elliptique) distants de 52 µm par rapport au conducteur du câble. Le champ 
électrique dans les défauts elliptiques est plus important que celui du défaut circulaire. Le 
tableau ci-dessous montre les valeurs de champ et le rapport Π entre ces champs et le champ 
normal dans l’isolant sans défaut. Nous constatons que plus le défaut est pointu sur la verticale 
(lorsque le rapport H/h augmente et est supérieur à 1), plus le champ électrique est important. 
Pour le cas d’un défaut circulaire, le rapport Π est proche du rapport entre la permittivité 
diélectrique du PTFE et de l’air (~2,1). Une corrélation entre la permittivité du gaz du défaut et 
la forme du défaut peut être établie afin de trouver une relation du champ électrique dans le 
défaut en fonction de ces paramètres. Sans développer plus en avant ces investigations, nous 
soulignons l'importance de prendre en compte ces aspects sur la distribution du champ 
électrique car dans la mise en œuvre des câbles que ce soit par extrusion ou par enrubannage, 
il est fort probable de retrouver ces imperfections dans l’isolation du câble qui sont de potentiels 
sièges de décharges partielles lors qu’on aspire à monter à des niveaux de tension élevés. 




Tableau 4. Champ électrique et formes du défaut 
Forme du défaut 
Champ électrique maximal à 
l’endroit du défaut (kV/mm) 
Π 
Sans défaut 2,9  
Ellipse E1 (H/h=0,5) 5,4 1,86 
Cercle (H/h=1) 7 2,4 



































Figure 98. Zoom du profil du champ électrique en fonction de la forme du défaut 
 
IV.3.2 Impact de la position de la référence de masse  
Lors de leur installation dans leur environnement de fonctionnement, les câbles peuvent être 
contraints mécaniquement (pliés, courbés…) et/ou être situés à proximité d'un plan de masse 
ou d’une arête (point anguleux). Ces configurations peuvent directement avoir un impact sur la 
distribution du champ électrique dans les isolants du câble. 
Nous allons considérer la configuration où la référence de masse est appliquée sur la couche 
extérieure du câble. Cette configuration peut s’apparenter à un câble avec un blindage parfait 
sur sa surface. On considère le modèle câble DR16 multibrin, une tension de 1 kV appliquée 




sur le câble qui est parcouru par une intensité de courant de 15 A correspondant à une 
température à l’intérieur du câble de 39,6°C et une température de surface de 39,3°C. La figure 
99 montre une distribution du champ électrique dans le câble avec des intensifications 
généralisées du champ électrique aux interfaces brins/PI (contact entre air, métal et isolant). Le 
champ maximal calculé dans le câble au niveau des gaps d’air interbrins est de 2,6.103 kV/mm. 
Cette valeur est très nettement supérieure au champ de claquage de l’air et est très dépendante 
d'une géométrie de point triple conducteur/isolant/air idéalisée que la pression produite par 
enrubannage vient certainement lisser. 
 
Figure 99. Cartographie du champ électrique dans le câble DR16 
 
Une deuxième configuration illustrée à la figure 100 est étudiée en considérant une 
référence de masse rectangulaire de 5 mm de longueur et d'épaisseur 50 µm, placée à une 
distance d de la couche extérieure du câble. Nous supposons que c’est le cas d’un câble non 
blindé à proximité d’un plan de masse. Une tension de 1 kV/mm est appliquée sur les brins 
métalliques du câble.  
Pour la modélisation de la température dans les configurations de câble avec gap d’air extérieur, 
nous avons considéré les mêmes conditions de température (température intérieure de 39,9°C 
et température à la surface du câble de 39,3°C) que dans la configuration de la figure 99.  





Figure 100. Modèle câble DR16 avec plan de masse à une distance d=0,5 mm 
 
La figure 101 montre le profil du champ électrique obtenu avec cette configuration. Nous 
remarquons un champ électrique fortement intensifié dans les gaps d’air entre le PI et les brins 
métalliques situés à proximité de la référence de masse avec un champ électrique maximal de 
17 kV/mm comparé au champ électrique dans la même région sur la partie diamétralement 
opposée du câble qui est égal à 5.10-2 kV/mm. 
 
Figure 101. Répartition du champ électrique dans le modèle DR16 avec une référence de masse à 
0,5 mm du câble 
La figure 102 montre une comparaison des profils de champ électrique dans l’isolation du câble 
pour les deux configurations précédentes (câble blindé et câble à proximité du plan de masse) 
Ligne de coupe 




avec une ligne de coupe prise sur la partie de l’isolation proche de la référence de masse (Voir 
ligne de coupe de la figure 100). Nous remarquons que lorsque la référence de masse est 
appliquée sur la couche externe du câble, les valeurs de champ électrique calculées dans les 
isolants sont très élevées comparées à celles au cas où la référence de masse est prise à une 
distance de 0,5 mm du câble. En fait, dans le deuxième cas, le potentiel est essentiellement 
reporté sur le gap d'air entre câble et plan de masse en raison de la résistivité élevée choisie 
pour l'air. Le même phénomène explique la différence de champ électrique maximal dans les 
gaps d’air avec une valeur de 2,6.103 kV/mm pour la première configuration (Figure 99) et 17 
kV/mm lorsque la masse est à 0,5mm (Figure 100). Pour cette deuxième configuration, le 
champ maximal dans les gaps d’air interbrins reste supérieur au champ de claquage de l’air. 
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Figure 102. Distribution du champ électrique en régime permanent pour une tension appliquée de 
1 kV et un courant de 15 A avec différentes positions de la référence de masse 
 
Lorsque nous faisons varier la distance entre le câble et la référence de masse, nous 
remarquons une atténuation de l’intensification du champ électrique au contact brin/PI comme 
le montre la figure 103 (Ligne de coupe de la figure 100). Le champ maximal est passé de 0,09 
kV/mm à 0,02 kV/mm respectivement pour des distances d de 0,5 mm et 2 mm. Le champ 
électrique dans le PI reste toujours impacté par cette intensification, cependant pour le PTFE, 
nous notons un champ électrique qui varie légèrement pour des distances de 1,3 mm et 2 mm. 




Plus la distance entre le câble et la référence de masse est grande, moins les champs électriques 
dans les isolants seront affectés par le renforcement du champ électrique aux contacts brins/PI. 
Ainsi nous avons vu que la position du plan de masse est un facteur déterminant dans la 
distribution du champ électrique dans les isolants du câble. La configuration la plus 
contraignante pour les isolants est lorsque le câble est posé sur un plan de masse (contact direct 
avec le plan de masse, d=0 mm). Dans ce cas nous voyons que le champ électrique est plus 
intense dans les gaps d’air mais également il est plus important dans les isolants. Le profil du 
champ électrique dans le PTFE est distordu et nettement plus important comparé au profil avec 
une distance masse câble supérieure ou égale 0,5 mm. En plus de la distance câble/masse, 
lorsque les niveaux de tension deviennent importants, les conditions propices à l’apparition de 
décharges couronnes peuvent être facilement remplies. Dans ces situations où on serait amené 
à appliquer des tensions élevées dans le câble, pour éviter un champ électrique important dans 
l’isolation du câble, nous pouvons envisager de renforcer l’isolation du câble en augmentant 
son épaisseur.  





 Contact direct avec le plan de masse
 Masse située à 0,5mm du câble
 Masse située à 1,3mm du câble





















Figure 103. Impact de la distance entre le câble et la référence de masse sur le champ électrique dans 
les isolants 
IV.3.3 Cas de câbles regroupés / Recommandations 
Dans le fonctionnement des câbles aéronautiques, il est possible d’envisager d’autres 
configurations de câble monofilaire, bifilaire et/ou trifilaire. La figure 104 présente le cas de 




câbles bifilaires formant un harnais dans lequel les câbles peuvent être mis à des potentiels 
différents, positifs ou négatifs (+U/+U ou +U/-U). 
 
Figure 104. Câbles bifilaires non blindés [3] 
 
Nous avons donc modélisé un harnais de deux câbles DR16 posés sur un plan de masse. La 
valeur absolue de la tension U de 1 kV est appliquée sur l’âme conductrice des câbles. Un 
courant de 15 A circule dans les câbles. Nous allons comparer le cas où les deux câbles sont au 
même potentiel c’est-à-dire (+U/+U) et le cas où on applique une tension positive sur le câble 
de gauche et une tension négative sur celui de droite (+U/-U). La figure 105 montre la géométrie 
considérée pour ces deux cas de figure.  
 
Figure 105. Géométrie des câbles bifilaires avec une ligne de coupe 
 
Ligne de coupe 
A 




Les cartographies de la norme du champ électrique pour le cas bifilaire sont présentées à la 
figure 106.  
Dans les deux situations, nous observons une intensification du champ électrique à proximité 
du plan de masse et un renforcement du champ électrique local dans les gaps d’air proches du 
plan de masse, ce qui est la conséquence du contact entre les câbles et la masse. Cependant dans 
le cas du câble bifilaire (+U/-U), nous voyons également des champs électriques relativement 
élevés au contact câble-câble et également dans les gaps d’air situés à ce niveau, ce qui 
n’apparait pas dans le cas où les deux câbles sont au même potentiel (Figure 106b). 
a) b) 
Figure 106. Cartographie du champ électrique dans un câble bifilaire. a) Tension +U/+U. b) Tension 
+U/-U 
La figure 107 représente les profils du champ électrique selon la ligne de coupe présentée à la 
figure 105 dans les cas bifilaire (+U/+U et +U/-U). Dans le cas d’une polarité différente dans 
les deux câbles (+U/-U), le champ électrique dans les matériaux est plus important, de même 
que celui dans l’air entre les deux câbles. Comparé avec le champ électrique dans les câbles 
(+U/+U), il existe un facteur 18 pour les champs électriques dans les isolants et un facteur de 
2200 dans l’air entre les deux câbles. 



































Figure 107. Profil du champ électrique dans les câbles bifilaires. (Ligne de coupe de la figure 105) 
 
Lorsqu’on analyse les champs électriques dans deux endroits différents du câble dans le cas du 
bifilaire (+U/-U) en réalisant deux ligne de coupe différentes situées respectivement en face du 
plan de masse et en face du deuxième câble, nous observons que le champ électrique dans 
l’isolation est plus important sur le côté situé à proximité du plan de masse (Figure 108). Nous 
avons à cet endroit un champ électrique maximal de 1.7 kV/mm dans le PI et 0.77 kV/mm dans 
le PTFE comparé aux champs calculés avec la ligne de coupe en face du deuxième câble qui 
sont de 0.88 kV/mm dans le PI et 0.25 kV/mm dans le PTFE. 
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Figure 108. Comparaison des profils de champ électrique dans le câble avec une polarité positive pour 
le cas d'un bifilaire (+U/-U) avec différentes lignes de coupe 
 
Dans ce qui suit nous évaluons l’impact de la distance entre câbles sur le potentiel et le champ 
électrique dans les câbles. Nous allons faire varier la distance entre câbles dc de 0,5 mm à 45 
mm et calculer le champ électrique à un point A (voir figure 105) proche du câble (à droite) en 
fonction de la distance entre câbles. La tension appliquée est de +1 kV sur chacun des câbles et 
le courant électrique est de 15 A. 
La figure 109 montre la variation du potentiel et du champ électrique en A en fonction de la 
distance dc. Lorsque la distance entre les deux câbles est de plus en plus grande, nous notons 
une diminution du potentiel électrique en A. A partir d’une distance câble/câble de 25 mm, le 
potentiel et le champ électrique ne varient plus avec la distance, et les valeurs obtenues 
correspondent à la configuration d’un seul câble. Ces résultats indiquent que chacun des deux 
câbles subit l’influence de la proximité de l’autre câble et lorsque les câbles sont suffisamment 
éloignés (à une distance supérieure à 25 mm), l’impact de la proximité devient inexistant.  

































































Figure 109. Potentiel et champ électrique en A en fonction de la distance entre les deux câbles 
 
De manière générale, la situation où deux câbles sur lesquels la même valeur de tension positive 
est appliquée s’avère moins contraignante électriquement sur les isolants, comparée aux 
configurations où nous avons deux câbles avec des polarités différentes.  
La figure 110 montre la cartographie du champ électrique dans une configuration trifilaire posée 
sur un plan de masse. Cette configuration n’est pas actuellement utilisée en aéronautique 
cependant elle peut être envisagé dans le cas d’une distribution de puissance sur trois câbles 
lorsque le transport dans un seul câble ou deux câbles devient impossible à réaliser. La 
distribution du champ électrique dans le cas du câble trifilaire est similaire à celle du câble 
bifilaire. Les valeurs de champ électrique les plus importantes se trouvent dans l’espace entre 
le plan de masse et les câbles. Nous constatons également que le câble le plus éloigné du plan 
de masse est moins exposé au renforcement du champ électrique dans les gaps d’air interbrins, 
ce qui signifie que le champ électrique dans l’isolation de ce câble et dans les gaps d’air 
interbrins est plus faible que celui des deux câbles en dessous. Une alternative permettant 
d’homogénéiser le champ électrique dans le trifilaire serait d’ajouter un blindage autour des 
câbles.  





Figure 110. Cartographie du champ électrique dans une configuration trifilaire DR16 
 
La perspective de monter en puissance pour l’avion plus électrique est un défi qui impacte 
directement le fonctionnement des câbles. De nouvelles contraintes en tension sont à considérer 
et il est important dans ces situations de diagnostiquer l’état des isolants en termes de 
sollicitation électrothermique. Nous avons vu que pour le cas des modèles câble, il existe des 
zones dans lesquelles le contrôle du champ électrique est indispensable car selon les 
configurations (avec blindage ou plan de masse à proximité, différence de potentiel entre 
câbles), des conditions favorables à l’ionisation de l’air et à l’initiation de décharges partielles 
peuvent être provoquées avec la montée en tension électrique dans les gaps interbrins conjuguée 
avec la température.  
Concernant les cas réels présentés dans cette partie, les profils de température n’ont pas été 
montrés. En effet dans le cas des modèles avec la représentation du gap d’air extérieur, nous 
avons imposé une température constante dans l’extérieur du câble de 39,3°C. Nous avons vu 
dans le chapitre 3 que la modélisation de la température en considérant un gap d’air extérieur 
nécessitait la prise en compte d’autres physiques liées à l’air et à sa dynamique (vitesse de 
déplacement, écoulement …). 
La pression est également à prendre en considération car elle constitue un facteur important 
dans l’initiation de décharges partielles. En effet, lorsque les câbles se trouvent dans des zones 
où la pression est faible due à l’élévation en altitude, les propriétés électriques des matériaux 




peuvent être impactées et le contrôle du champ électrique dans les câbles (gaps d’air et 
isolation) peut être difficile à réaliser. Une partie expérimentale serait dans ce cas nécessaire et 
intéressante afin d’avoir plus de données sur les propriétés électriques des isolants en fonction 
de la pression. Cette perspective permettra de mieux considérer les contraintes 
environnementales de l’avion et leur impact dans le comportement des isolants de câbles en 
plus des contraintes électriques et thermiques. 
IV.4 Conclusions 
 
Dans ce chapitre, nous avons abordé les différents modèles mis en place en partant d’un 
modèle bicouche plan. Le modèle bicouche a été validé sur une plage de température (de 20 °C 
à 200°C) et de champ électrique compris entre 1 kV/mm et 60 kV/mm grâce à la confrontation 
des résultats de mesures de courant effectuées préalablement sur des échantillons bicouches 
PI/PTFE avec des résultats de simulation. Vu la nature différente des isolants, la charge 
interfaciale a aussi été étudiée. La dynamique de la charge d’interface a montré que pour des 
champs électriques inférieurs à 80 kV/mm une augmentation en valeur absolue de la charge 
interfaciale en fonction du champ électrique appliqué se produit. Le temps d’établissement du 
régime stationnaire de la charge d’interface diminue lorsque le champ électrique augmente, de 
même la constante de temps de la charge qui est fonction de la température et du champ 
électrique. 
Avec ce modèle, nous avons étudié la distribution du champ électrique. Une inversion du champ 
électrique est observée à partir d’un champ appliqué de 60 kV/mm (à 50°C), qui passe du PI au 
PTFE. Cette inversion s’opère également lorsque la température augmente. Ces inversions de 
champ électrique dans le modèle bicouche sont dues aux variations des conductivités 
électriques des isolants qui sont dépendantes du champ et de la température. 
Des modèles câbles ont été également développés pour prédire la distribution du champ 
électrique dans le câble. La distribution de la température dans le câble a été étudiée en faisant 
passer différents courants dans le câble. Selon la valeur du courant, un gradient de température 
s'établit entre l’âme et la surface du câble. Selon le gradient de température, une inversion du 
champ électrique s’opère à proximité de l’interface PI/PTFE avec un champ électrique maximal 
qui se déporte localement sur le PTFE, dans le cas d’un câble blindé, i.e. la masse est située sur 
la surface extérieure du câble. 




La distribution du champ électrique dans le câble a montré des renforcements de champ 
électrique aux contacts air, brins et isolant qui impactent le champ électrique dans l’isolation 
lorsque la référence de masse est prise sur la surface du câble. Cependant en considérant un 
plan de masse distant du câble, les intensifications du champ sont locales et situées 
particulièrement sur la face du câble à proximité du plan de masse. En éloignant le plan de 
masse, les renforcements de champ sont amoindris avec la distance entre le câble et la masse. 
Dans ce modèle câble, les imperfections issues du repliement de couches d’isolants observées 
sur l’isolation ont été prises en compte en modélisant les défauts sur l’épaisseur du PTFE. 
L’impact de ces défauts est la modification locale du champ électrique. Lorsque les conditions 
de tension sont réunies, des décharges partielles peuvent avoir lieu dans ces défauts. 
Différentes situations ont été étudiées, le cas d’un câble monofilaire avec plan de masse à sa 
surface, une bifilaire et une trifilaire avec plan de masse à proximité. La proximité des câbles a 
tendance à impacter le potentiel électrique à la surface du câble et nous avons remarqué que 
lorsque la distance entre câble augmente, le champ électrique à la surface du câble tend vers 













Ces travaux ont porté sur les phénomènes physiques dans les isolants de câbles 
aéronautiques. Le développement du réseau HVDC dans l’aéronautique est animé par la 
perspective de monter en puissance électrique dans les avions par le remplacement des systèmes 
autres qu’électriques par des systèmes électriques. Cet envol de puissance n’est pas sans 
conséquence sur les câbles, particulièrement sur les matériaux isolants. Sous ces nouvelles 
contraintes électrothermiques, les isolants du câble sont exposés à différents problèmes tels que 
l’accumulation de charge d’espace, et dans le cas d’une isolation hybride (PI et PTFE) des 
phénomènes à l’interface sont à considérer. Toutes ces nouvelles contraintes et problèmes 
susceptibles de se produire, conjugués avec l’environnement de fonctionnement des câbles en 
haute température rendent indispensable l’investigation du comportement des matériaux 
isolants de câble, de l'étude expérimentale aux modèles prédictifs de distribution de champ. 
L’étude expérimentale a porté d’abord sur des analyses DSC sur chaque matériau. Ces 
analyses permettent de déterminer les transitions thermiques des isolants. Les échantillons 
PTFE initialement reçus ont une structure différente du PTFE trouvé dans le câble aéronautique. 
Dans l’optique de reproduire des échantillons identiques structurellement aux matériaux 
trouvés dans les câbles, les échantillons PTFE ont été frittés afin de leur apporter une structure 
mécanique identique au PTFE trouvé dans les câbles. Les analyses DSC ont montré que les 
transitions thermiques du PTFE n’ont pas été affectées par le traitement thermique qu’ils ont 
subi. Le but de ces analyses est de valider l’utilisation des échantillons reçus pour des mesures 
de courant. 
Les mesures de courant effectuées sur des échantillons plans ont permis de comprendre la non-
linéarité de la conductivité électrique des matériaux isolants de câbles aéronautiques en balayant 
une plage de champ électrique de 1 kV/mm à 180 kV/mm et pour des températures allant 
jusqu’à 200°C. Les résultats obtenus ont permis de tracer les caractéristiques conductivité-
champ électrique-température et d’identifier le seuil de non-linéarité en champ séparant un 
régime linéaire et un régime sur-linéaire et le seuil en température pour chacun des deux 
matériaux. Des mesures ont été également effectuées sur des échantillons bicouches plans 
PI/PTFE afin de comprendre la non-linéarité en champ électrique de l'assemblage par rapport 
aux matériaux pris séparément. Ceci nous a permis de voir que le seuil de non-linéarité pour les 
échantillons bicouches est compris entre le seuil du PI et le seuil du PTFE et de constater 





delà de ce seuil son comportement en champ électrique est proche de celui du PTFE. A partir 
des données de mesures, une loi de conductivité électrique est proposée pour chaque matériau 
qui est fonction du champ électrique et de la température. Cette loi de conductivité reproduit 
les seuils en champ électrique et en température. Ce modèle de conductivité électrique est utilisé 
comme donnée d’entrée dans la modélisation macroscopique. 
La partie modélisation macroscopique est répartie suivant deux modèles : un modèle 
bicouche plan composé d’une couche de PI et d’une couche de PTFE superposées et d’un 
modèle câble inspiré par la géométrie de câble aéronautique.  
La comparaison des résultats de simulation avec les résultats de mesures sur échantillons 
bicouches a permis de valider le modèle bicouche sur une plage de champ électrique de 1 
kV/mm à 60 kV /mm correspondant respectivement à une tension appliquée de 107 V et 6432 
V, et en température jusqu’à 200°C. La distribution du champ électrique a montré que pour des 
champs électriques appliqués inférieurs à 60 kV/mm, le champ électrique est maximal dans le 
PI et au-delà de 60 kV/mm, la contrainte se déporte sur le PTFE. Ce phénomène d’inversion du 
champ électrique s’opère également avec la température. Pour un champ électrique appliqué de 
60 kV/mm, le champ électrique qui était maximal dans le PI, s’inverse à partir de 50°C. Cette 
inversion du champ électrique est due à l’évolution du rapport de conductivités électriques des 
deux matériaux avec le champ électrique et la température. La charge d’interface obtenue avec 
ce modèle bicouche montre un changement de signe en fonction du champ électrique appliqué 
et sa constante de temps évolue avec le champ électrique et la température appliqués. 
L’application aux géométries cylindriques a été abordée avec un modèle thermique mis en place 
qui permet de prédire la distribution de la température dans le câble en y faisant passer 
différentes intensités de courant électrique. Le modèle thermique a été testé sur deux 
configurations différentes : une première où l’on considère un monoconducteur dans le câble et 
une autre où tous les brins métalliques du câble ont été pris en compte dans la géométrie du 
modèle. Les résultats de température obtenus expérimentalement concordent avec les 
températures simulées à partir du modèle multibrin. 
Dans le modèle multibrin, la distribution du champ électrique dans le câble révèle des 
intensifications de champ électrique au niveau des gaps d’air interbrins en raison de la faible 
épaisseur d’air qui existe entre le brin métallique et l’isolant PI du câble. Par conséquent, le 





directement modifié. La distribution du champ électrique dans les isolants a aussi montré une 
augmentation du champ électrique lorsque le gradient de température augmente.  
L’impact des défauts existants dans les isolants a été également abordé. Le défaut triangulaire 
observé dans une coupe microscopique du câble a été reproduit dans le modèle câble. Le champ 
électrique est modifié par la présence de ces défauts qui entrainent des champs locaux élevés 
dans le défaut. La localisation du défaut dans la couche d’isolation a été observée et lorsque le 
défaut est loin du conducteur du câble, son champ électrique interne diminue. De même, en 
considérant différentes géométries de défauts (circulaire et elliptique), nous avons observé que 
le renforcement du champ électrique dépend de la forme du défaut. 
La position du plan de masse du câble a été étudié. Dans le cas où la référence de masse n’a pas 
été appliquée sur la surface du câble, un plan de masse horizontal a été choisi, placé à côté du 
câble. Dans cette configuration, la distribution du champ électrique dans le câble devient non 
homogène, en effet la partie du câble qui est à proximité du plan de masse présente des 
renforcements de champ électrique plus intenses. Plus la référence de masse est éloignée du 
câble, plus les intensifications de champ sont atténuées. La configuration la plus contraignante 
pour le câble est observée lorsqu’il est posé directement sur le plan de masse. Des 
configurations de câbles bifilaires et trifilaires ont été également proposées et étudiées. Dans 
ces cas de figure, le champ électrique reste toujours plus intense dans les câbles à proximité du 
plan de masse. Avec la configuration bifilaire, en fonction du signe du potentiel appliqué dans 
les câbles, une intensification du champ électrique est observée entre les deux câbles due à la 
différence de potentiel entre les deux câbles. Le cas de câbles trifilaires peut être une perspective 
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Titre : Modélisation des phénomènes physiques en jeu dans les câbles de transport d’énergie aéronautiques HVDC 
Résumé : 
Ce projet s’inscrit dans la perspective de l’avion plus électrique plus particulièrement dans l’extension de réseaux haute tension continue 
(HVDC) du domaine aéronautique et du développement des matériaux isolants de câbles répondant aux contraintes aéronautiques. Il a pour 
but l’étude et la compréhension des phénomènes physiques en jeu dans les câbles utilisés pour le transport de l’énergie dans ces réseaux mais 
également la prédiction de la distribution du champ électrique dans les matériaux isolants sous contraintes HVDC. 
Dans cette étude, une partie de caractérisation expérimentale a été effectuée sur chacun des deux isolants de câbles (Polyimide, PI et 
Polytétrafluoroéthylène, PTFE) et porte essentiellement sur des analyses calorimétriques (DSC) et des mesures de courant. Les analyses DSC 
nous ont permis de valider l’utilisation des échantillons pour les mesures de courant. En effet les échantillons PTFE subissent un traitement 
thermique (frittage) afin d’avoir une structure identique à celle d’un câble aéronautique. Grâce aux analyses DSC, les transitions thermiques 
du PTFE et du PI ont été étudiées et l'impact du frittage sur ces transitions évalué.  
Des mesures de courant ont été effectuées sur échantillons PI et PTFE, afin de caractériser leur comportement en fonction du champ électrique 
et la température. Les résultats issus de ces mesures sont utilisés pour élaborer un modèle de conductivité électrique pour chaque isolant 
fonction du champ électrique et de la température. Des mesures de courant ont été également réalisées sur des échantillons bicouches plans 
PI/PTFE. 
L’utilisation de ce modèle de conductivité électrique comme donnée d’entrée a permis de prédire la distribution du champ électrique dans 
les câbles grâce à un logiciel de simulation numérique basé sur la méthode des éléments finis. Un modèle macroscopique bicouche (PI et PTFE) 
plan a été développé et validé en confrontant les résultats de mesure sur des échantillons bicouches et les résultats de simulation. La comparaison 
a permis de valider le modèle sur une plage de champ électrique de 1 kV/mm à 60 kV/mm et de température allant de 20°C à 200°C. Les 
phénomènes à l’interface isolant/isolant ont été abordés avec le modèle bicouche plan en étudiant le signe de la charge d’interface, sa densité 
ainsi que sa dynamique d’établissement en fonction de la température et du champ électrique. 
La deuxième partie de la modélisation a porté sur des géométries cylindriques avec la prise en compte de la structure réelle du câble 
(géométrie de l'isolation et du conducteur multibrins…). Ces modèles donnent dans un premier temps la distribution du champ électrique dans 
un type de câble suivant les contraintes thermiques et électriques appliquées. La validation du modèle est effectuée grâce à la confrontation 
des résultats de simulation sur un type de câble de 3,85 mm de diamètre et 50 µm d’épaisseur PI et 200 µm d’épaisseur de PTFE et les résultats 
de mesures obtenus sur ce même type de câble. Le modèle câble est validé sur une plage de champ électrique allant de 1 kV/mm à 20 kV/mm 
et de température comprise entre 20°C et 90°C. 
Des modèles représentatifs de cas réels de configurations de câbles ont été proposés et ont permis de statuer sur les enjeux à considérer 
dans les câbles sous contraintes sur les limites en tension et les valeurs critiques de champ électrique dans le câble. 
Mots clés : Câble aéronautiques HVDC, Matériaux isolants, PTFE, Polyimide, Mesures de courant, Loi de conductivité, Simulation 
numérique, Distribution de champ électrique 
 
Title: Physical phenomena modelling involved in HVDC aeronautic cables 
Abstract: 
This work contributes to the more electric aircraft, more particularly in the extension of high-voltage direct current (HVDC) networks in 
the aeronautic field and the development of materials-insulated cable that meet aeronautic constraints. Its aim is to study and understand the 
physical phenomena involved in the cables used to transport energy in these networks, but also to predict the electric field distribution within 
insulating materials under HVDC stresses. 
In this study, an experimental characterisation part has been carried out on each of the two cable insulations (Polyimide, PI and 
Polytetrafluoroethylene, PTFE) and focuses on calorimetric analyses (DSC) and current measurements. The DSC analyses enabled us to 
validate the use of the samples for current measurements. Indeed, PTFE samples undergo a heat treatment (sintering) to have a structure 
identical to that of an aeronautic cable. Thanks to the DSC analyses, the thermal transitions of PTFE and PI were studied and the impact of 
sintering on these transitions evaluated.  
Current measurements were carried out on PI and PTFE samples to characterise their behaviour as a function of the electric field and 
temperature. The results of these measurements are used to develop an electrical conductivity model for each insulation as a function of electric 
field and temperature. Current measurements have also been performed on two-layer flat PI/PTFE samples. 
Using this electrical conductivity model as an input, the electric field distribution in the cables was predicted using finite element numerical 
simulation software. A macroscopic two-layer (PI and PTFE) planar model was developed and validated by comparing the measurement results 
on two-layer samples with the simulation results. The comparison enabled the model to be validated over a range of electric fields from 1 
kV/mm to 60 kV/mm and temperatures from 20°C to 200°C. Interfacial phenomena at the insulation/insulation interface were addressed with 
the bilayer model by studying the sign of the interface charge, its density, and its establishment dynamics as a function of temperature and 
electric field. 
The second part of the modelling was based on cylindrical geometries, considering the real structure of the cable (geometry of the 
insulation and the multi-stranded conductor, etc.). These models initially give the distribution of the electric field in a type of cable according 
to the applied thermal and electrical constraints. The validation of the model is carried out by comparing the simulation results on a type of 
cable with a diameter of 3.85 mm and a thickness of 50 µm of PI and 200 µm thick of PTFE with the measurement results obtained on the 
same type of cable. The cable model is validated over a range of electric fields from 1 kV/mm to 20 kV/mm and temperatures between 20°C 
and 90°C. 
Representative models of real cases of cable configurations were proposed and allowed to decide on the issues to be considered in cables 
under stress on the voltage limits and critical electric field values in the cable. 
Keyword: HVDC aeronautic cable, polymers, PTFE, Polyimide, Current measurements, electrical conductivity, Numerical 
simulation, Electric field distribution 
